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Entrati ormai nell’uso comune, quali materiali adoperati 
principalmente nel campo del rinforzo strutturale, assume sempre 
maggiore importanza capire per poi riuscire a prevedere quali siano i 
principali meccanismi di rottura, che il più delle volte manifestano 
carattere fragile risultando quindi pericolosi perché improvvisi. 
Rispetto a quelle tradizionali, la tecnica del rinforzo basata sull’uso 
dei materiali compositi offre numerosi vantaggi come è stato 
dimostrato da numerose prove sperimentali di laboratorio e 
applicazioni effettuate su edifici esistenti. 
Oltre ad eccellenti caratteristiche meccaniche di rigidezza e resistenza, 
questi materiali presentano anche un’elevata resistenza a fattori che 
possono causarne il degrado, quali ad esempio la corrosione; inoltre, i 
ridotti valori di peso e dimensioni consentono una facile messa in 
opera e la possibilità di realizzare interventi più delicati nei quali è 
necessario preservare le caratteristiche estetiche della struttura 
originaria, come negli edifici generalmente in muratura di interesse 
storico o artistico. 
La maggioranza delle applicazioni effettuate riguarda le strutture in 
cemento armato e nella presente trattazione si concentrerà l’attenzione 
su problematiche relative appunto al rinforzo effettuato su questo tipo 
di substrato. 
Le strutture in c.a., durante la loro vita utile, richiedono a volte 
interventi atti migliorare la capacità portante di alcuni elementi 
strutturali o per soddisfare nuovi requisiti imposti da normative più 
recenti, quali ad esempio le normative per le costruzioni in zona 
sismica, e con la presente tesi si vuole condurre un’analisi atta ad 





rinforzate all’intradosso con materiali compositi a matrice polimerica, 
per poi arrivare ad individuare una relazione che rappresenti il 
meccanismo di interazione taglio-momento di estremità delle suddette 
lamine. Allo scopo baseremo le nostre considerazioni su un’attenta 
analisi della letteratura esistente.  
Il capitolo 1 illustra le principali caratteristiche dei materiali compositi 
fibrosi a matrice polimerica, comunemente indicati con la sigla FRP, 
inoltre vengono descritte le due tecniche fondamentali seguite per 
l’esecuzione del rinforzo: i sistemi preformati (precured sytems) e i 
sistemi impregnati in situ (wet lay-up systems). 
Passeremo quindi nel capitolo 2 ad illustrare una serie di modelli che 
interpretano il debonding di estremità della lastra suddividendoli in tre 
categorie, distinte per il diverso approccio teorico con cui affrontano 
l’argomento. 
Nel capitolo 3 questi modelli verranno criticamente analizzati, 
individuandone pregi e difetti attraverso un confronto di tipo teorico 
sperimentale. 
Nel capitolo 4 infine si provvederà ad estendere i risultati 
precedentemente acquisiti, individuando una espressione che interpreti 
ogni possibile combinazione tra taglio e momento di estremità della 
lastra, partiremo considerando due casi particolari in cui l’estremità 
della lastra è posizionata in una regione di momento costante (caso A) 
ed in una regione in cui prevalgono le sollecitazioni di tipo tagliante 
(caso B) cercando attraverso l’analisi di risultati di tipo sperimentale 
di capire quali siano i fattori che influenzano il debonding per poi 
arrivare a definire un modello di interazione. 
Nel capitolo finale naturalmente faremo le adeguate considerazioni 
che possono essere tratte dal presente lavoro. 





Materiali compositi e loro impiego 
1.1 Gli FRP 
Il presente capitolo riporta le informazioni essenziali per potere 
acquisire una conoscenza di base dei materiali compositi, dei loro 
componenti (fibre, matrici ed adesivi) e delle loro proprietà fisiche e 
meccaniche. Ciò è necessario al fine di garantire la durevolezza 
dell’intervento di rinforzo, che prevede l’accoppiamento di materiali 
tradizionali, come calcestruzzo e muratura, con materiali dalla 








  Figura 1.1-differenti tecnologie in commercio  
 
I materiali compositi in generale, e nel nostro caso particolare i 
compositi fibrorinforzati a matrice polimerica, presentano le seguenti 
caratteristiche: 




Barre di rinforzo 
Tessuti bidirezionali 
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-  almeno due delle fasi presentano proprietà fisiche e meccaniche 
“sufficientemente” diverse tra loro, in modo da impartire al composito 
proprietà differenti da quelle dei costituenti. 
Per quanto ci riguarda i compositi che andremo a considerare 
presentano una prima fase costituita da una matrice di natura organica 
che può essere considerata un continuo isotropo e da una seconda fase 
costituita da fibre di rinforzo le cui principali proprietà sono indicate 



























Fibre di vetro E 70-80 2000-3500 3.5-4.5 5-5.4 2.5-2.6 
Fibre di carbonio 
S 
85-90 3500-4800 4.5-5.5 1.6-2.9 2.46-2.49 
Fibre di carbonio 
(alto modulo) 
390-760 2400-3400 0.5-0.8 -1.45 1.85-1.9 
Fibre di carbonio 
(alta resistenza) 
240-280 4100-5100 1.6-1.73 -0.6 – -0.9 1.75 
Fibre 
arammidiche 
62-180 3600-3800 1.9-5.5 -2 1.44-1.47 
Matrice 
polimerica 








20-30 10.4 7.8 
Tabella 1.1-proprietà dei compositi 
 
L’interfaccia consiste normalmente in uno strato molto sottile (spesso 
monoatomico), localizzato alla superficie del rinforzo, le cui 
caratteristiche, pur non contribuendo direttamente alle proprietà sono 
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1.2 Principali fibre per compositi 
Le fibre più usate per la produzione di materiali compositi sono 
quelle di vetro, di carbonio e le fibre arammidiche. 
Le fibre sono costituite da filamenti continui  molto sottili e quindi 
difficili da manipolare singolarmente. Per tale motivo esse sono 
disponibili commercialmente in varie forme, di cui le più comuni 
sono: 
 
FORMA DESCRIZIONE  
FILAMENTO 
Elemento base di 





Fascio di gran 
numero di filamenti 
(migliaia), senza 
torsione. Usato per 





FILO O FILATO 
(YARN) 
Filo formato da 
fibre tenute assieme 
da torsione  
FILO 
ASSEMBLATO 






Figura 1.5-tipologie di fibre 
 
filamento (monofilament): elemento base con dimensioni di circa 10 
μm di diametro; 
cavo di filatura (tow): è il prodotto della macchina di filatura ed è 
costituito da un fascio formato da un gran numero di filamenti 
(dell’ordine delle migliaia), praticamente senza torsione, destinato ad 
essere filato, ritorto o strappato per l’utilizzazione sotto forma di fibra 
discontinua; 
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filo o filato (spun yarn): filo formato da fibre tenute insieme da 
torsione; 
filo assemblato (roving): fascio costituito da filati assemblati 
parallelamente e senza torsione intenzionale. 
 
Figura 1.6-fibre di carbonio 
 
1.2.1 Fibre di vetro 
Sono fibre comunemente usate in campo navale ed industriale per 
la fabbricazione di compositi con prestazioni medio-alte. Si 
caratterizzano per la loro elevata resistenza. Il vetro è composto 
principalmente da silice (SiO2) in struttura tetraedrica (SiO4). Sono 
aggiunti in varie proporzioni ossidi di alluminio ed altri ioni metallici 
per facilitare le operazioni di lavorazione o per modificare alcune 
proprietà: 
VETRO E VETRO S 
Ossido di silicio 54.3 64.20 
Ossido di alluminio 15.2 24.80 
Ossido di ferro - 0.21 
Ossido di calcio 17.2 0.01 
Ossido di magnesio 4.7 10.27 
Ossido di sodio 0.6 0.27 
Ossido di boro 8.0 0.01 
Ossido di bario - 0.20 
Varie - 0.03 
Tabella1.2-composizione tipica di fibre di vetro % in peso 
 
Nelle sue linee essenziali la tecnologia di produzione delle fibre di 
vetro è basata sulla filatura di una miscela (batch) costituita 
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principalmente da sabbia, allumina e calcare. I componenti sono 
miscelati a secco e portati a fusione (circa 1260 °C) in una fornace a 
refrattari (tank). Il vetro fuso viene alimentato direttamente su filiere 
di platino (bushings) e fatto passare per gravità attraverso appositi 
fori praticati sul fondo. 
I filamenti, prodotti per filatura da fuso, sono quindi raggruppati, 
con l’imposizione eventuale di una leggera torsione, a formare una 
treccia o fibra (strand o end), tipicamente costituita da 204 filamenti. 
I singoli filamenti presentano un diametro medio dell’ordine dei 10 
μm e sono ricoperti da un legante o bozzima (binder o size). 
Le fibre di vetro esibiscono un modulo di elasticità normale inferiore a 
quello delle fibre di carbonio o a quello delle fibre arammidiche 
(circa 70 GPa per le fibre di vetro E) ed offrono una resistenza 
all’abrasione relativamente modesta, che richiede una certa cautela 
nelle operazioni di manipolazione prima dell’impregnazione. Inoltre, 
esse presentano una pronunciata attitudine allo scorrimento viscoso 
ed una modesta resistenza a fatica. 
Gli FRP a base di fibre di vetro si denotano usualmente con 
l’acronimo GFRP. 
 
1.2.2 Fibre di carbonio 
Sono fibre usate per la fabbricazione di compositi ad elevate 
prestazioni e si distinguono per il loro alto modulo di elasticità 
normale e per la loro elevata resistenza. Esibiscono un 
comportamento a rottura intrinsecamente fragile caratterizzato da un 
assorbimento di energia relativamente modesto, anche se le tensioni 
di rottura sono elevate. 
A confronto con le fibre di vetro e con quelle arammidiche, le fibre 
di carbonio risultano essere le meno sensibili ai fenomeni di 
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scorrimento viscoso (creep) e di fatica e sono contraddistinte da una 
modesta riduzione della resistenza a lungo termine. 
La moderna tecnologia di produzione delle fibre di carbonio si basa 
essenzialmente sulla pirolisi, cioè la decomposizione termica in 
assenza di ossigeno di sostanze organiche, dette precursori, tra le 
quali le più usate sono le fibre di poliacrilonitrile (PAN) e di rayon. 
Le fibre di PAN vengono dapprima “stabilizzate”, cioè sottoposte ad 
un trattamento termico a 200-240 °C per 24 h in aria, affinché la loro 
struttura molecolare subisca un’orientazione preferenziale nella 
direzione del carico applicato. In seguito subiscono un trattamento di 
carbonizzazione a 1500 °C in atmosfera inerte, durante il quale la 
maggior parte degli elementi chimici diversi dal carbonio, presenti 
nel precursore, sono eliminati. Le fibre carbonizzate possono quindi 
essere sottoposte ad un trattamento di grafitizzazione in atmosfera 
inerte a 3000 °C durante il quale la struttura cristallina delle fibre può 
svilupparsi completamente, avvicinandosi a quella della grafite pura. 
Gli FRP a base di fibre di carbonio si denotano usualmente con 
l’acronimo CFRP. 
 
1.2.3 Fibre arammidiche 
Le fibre arammidiche (o aramidiche secondo una consuetudine 
invalsa in base alla corrispondente denominazione inglese) sono fibre 
di natura organica, costituite da poliammidi aromatiche in forma 
estremamente orientata. Introdotte per la prima volta nel 1971, esse 
si distinguono per l’elevata tenacità e per la loro resistenza alle 
operazioni di manipolazione. Il modulo di elasticità normale e la 
resistenza a trazione sono intermedi tra quelli delle fibre di vetro e 
quelli delle fibre di carbonio.  
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Figura 1.8-confronto tra le più comuni fibre di rinforzo: valori del modulo elastico e della 
resistenza rapportati alla densità 
 
Le fibre arammidiche possono degradarsi per esposizione prolungata 
alla luce solare, con perdita della resistenza a trazione fino al 50%. 
Inoltre possono risultare sensibili all’umidità. Il comportamento 
viscoso (creep) è simile a quello delle fibre di vetro, ma rispetto a 
queste ultime la resistenza a rottura è molto più elevata. Anche la 
resistenza a fatica flessionale è più elevata di quella delle fibre vetro. 
La tecnologia di produzione delle fibre arammidiche si basa 
sull’estrusione ad alta temperatura ed alta velocità del polimero in 
soluzione con successivo raffreddamento veloce (quenching) ed 
essiccamento. La sintesi del polimero viene effettuata a monte 
dell’apparecchiatura di estrusione con l’impiego di soluzioni 
fortemente acide. 
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Gli FRP a base di fibre arammidiche si denotano usualmente con 
l’acronimo AFRP. 
 
Figura 1.9-nastri di tessuto in kevlar 
 
1.3 Caratteristiche tecniche dei tessuti non impregnati 
I filati non sono commercializzati come materiali per il rinforzo 
strutturale, in quanto costituiscono la materia prima per la 
fabbricazione dei tessuti. Il tessuto non impregnato di resina è 
comunemente contraddistinto dall’attributo “secco”. I tessuti per il 
rinforzo strutturale sono comunemente distribuiti allo stato secco ed 
in rotoli, da utilizzare per l’impregnazione in cantiere con apposite 
resine. Possono essere unidirezionali, con le fibre tutte orientate nella 
direzione della lunghezza e tenute insieme da un trama leggera di tipo 
non strutturale; bidirezionali, costituiti da una tessitura trama-ordito 
ortogonale di solito bilanciata (stessa percentuale di fibre nelle due 
direzioni); multiassiali, con fibre orientate in diverse direzioni del 
piano. 
 




Le matrici più utilizzate per la fabbricazione dei compositi 
fibrorinforzati sono quelle polimeriche a base di resine 
termoindurenti. Tali resine sono disponibili in forma parzialmente 
polimerizzata e si presentano liquide o pastose a temperatura 
ambiente. Per miscelazione con un opportuno reagente esse 
polimerizzano (reticolano) fino a diventare un materiale solido 
vetroso; la reazione può essere accelerata agendo sulla temperatura. I 
vantaggi da esse presentati sono diversi: sono caratterizzate da una 
bassa viscosità allo stato fluido e quindi da una relativa facilità di 
impregnazione delle fibre, da ottime proprietà adesive, dalla 
possibilità di avere formulazioni che reticolano a temperatura 
ambiente, da una buona resistenza agli agenti chimici, dall’assenza di 
una temperatura di fusione, ecc. I principali svantaggi sono invece 
rappresentati dall’ampiezza del campo di temperature di esercizio, 
limitato superiormente dalla temperatura di transizione vetrosa, dalla 
modesta tenacità a frattura (comportamento “fragile”) e dalla 
sensibilità all’umidità in fase di applicazione sulla struttura. 
Le resine termoindurenti più diffuse nel settore civile sono le 
epossidiche. Anche impiegate sono le resine poliestere o vinilestere. 
 
1.4.1 Resine epossidiche 
Le resine epossidiche sono caratterizzate da una buona resistenza 
all’umidità ed agli agenti chimici ed inoltre presentano ottime 
proprietà adesive. Sono perciò particolarmente indicate per la 
realizzazione di compositi da impiegare nel settore civile. 
La temperatura massima di esercizio dipende dalla formulazione e 
dalla temperatura di reticolazione. Per temperature di esercizio 
superiori a 60 °C, la resina deve essere opportunamente selezionata 
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tenendo conto delle competenti variazioni delle sue caratteristiche 
meccaniche. Al contrario non sussistono, di solito, limiti significativi 
per la temperatura minima di esercizio. 
 
1.4.2 Resine poliestere 
Le resine poliestere sono caratterizzate da una viscosità inferiore 
rispetto a quella delle epossidiche e presentano una notevole 
versatilità ed un’elevata reattività. La resistenza meccanica e le 
proprietà adesive sono solitamente inferiori rispetto alle analoghe 
esibite dalle resine epossidiche. La resina si presenta solitamente 
come una sostanza solida. Per poter essere impiegata deve quindi 
essere disciolta in un opportuno solvente: di solito quest’ultimo 
consiste in un monomero reattivo, che riduce la viscosità della resina 
e facilita quindi il processo di impregnazione delle fibre. 
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1.4.3 Altre tipologie di resine 
I limiti intrinseci delle resine termoindurenti sopra elencati, in 
particolare la modesta tenacità, le temperature di esercizio piuttosto 
basse e la tendenza ad assorbire umidità dall’ambiente, hanno 
portato in anni recenti allo sviluppo di compositi a matrice 
termoplastica. Tali resine sono caratterizzate dalla capacità di fluire 
una volta riscaldate ad una temperatura sufficientemente elevata, 
superiore cioè alla Tg (temperatura di transizione vetrosa) nel caso di 
materiali amorfi e superiore alla Tm  (temperatura di fusione) nel 
caso di materiali semicristallini. La forma dei componenti può 
quindi essere modificata a piacere, riscaldando semplicemente il 
materiale ad un’opportuna temperatura (formatura a caldo). Pur 
essendo al momento il loro impiego in campo civile piuttosto limitato, 
sono allo studio applicazioni di potenziale notevole importanza (ad 
esempio barre di rinforzo per conglomerato cementizio armato). 
Rispetto alle resine termoindurenti, quelle termoplastiche sono 
mediamente più tenaci e, in alcuni casi, presentano temperature di 
esercizio più elevate. Sono inoltre caratterizzate da una migliore 
resistenza nei confronti dei fattori ambientali. 
Vanno infine ricordate le matrici di natura inorganica (cementizie, 
metalliche, ceramiche, ecc.), il cui utilizzo per la realizzazione di 
compositi fibrorinforzati in campo civile soprattutto quelle 
cementizie sta progressivamente diffondendosi. 
 
1.5 Adesivi e principi generali di incollaggio 
La messa in opera di alcuni tipi di rinforzo strutturale a base di 
FRP, come ad esempio le lamine pultruse, richiede l’utilizzo di 
adesivi. La scelta più appropriata dell’adesivo e del tipo di 
trattamento superficiale da effettuare prima dell’applicazione va fatta 
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in base alla natura del substrato della struttura da riparare e del 
materiale di rinforzo. Anche l’applicazione di tessuti secchi da 
impregnare in cantiere può essere considerata in senso lato come un 
caso di assemblaggio mediante adesivi, in quanto la stessa resina 
utilizzata per l’impregnazione svolge la funzione di adesivo. 
Si definisce adesivo un materiale, quasi sempre di natura polimerica, 
in grado di realizzare un collegamento tra almeno due superfici e di 
trasmettere forze di entità anche rilevante (collegamento strutturale). 
Esistono molte tipologie di adesivi naturali e sintetici (elastomeri, 
resine termoplastiche e termoindurenti mono o bicomponente); i più 
adatti per i materiali compositi sono gli adesivi a base di resine 
epossidiche. Gli adesivi epossidici si presentano come una miscela 
viscosa bicomponente; una volta induriti, a seguito di una reazione 
chimica di reticolazione, essi realizzano il collegamento strutturale. 
Nel caso delle giunzioni adesive si possono individuare le seguenti 
tre tipologie di frattura: 
frattura adesiva frattura coesiva frattura mista; 
- frattura coesiva: avviene all’interno di uno dei materiali che 
costituiscono il giunto. Lo stesso materiale è dunque presente su 
entrambe le superfici di frattura, le quali possono presentarsi lisce o 
rugose. È il tipo di frattura che si osserva nelle condizioni ideali di 
applicazione dell’adesivo. 
- frattura adesiva: avviene all’interfaccia tra l’adesivo e l’aderendo, 
quando la resistenza dell’interfaccia (forza di adesione) è minore di 
quella dell’aderendo. Le superfici di frattura sono solitamente lisce e 
costituite da due materiali differenti. Questo tipo di frattura è indice di 
una non corretta applicazione dell’adesivo. 
- frattura mista: si presenta alternativamente sia come coesiva che 
adesiva. Le superfici di frattura sono molto irregolari e sono 
caratterizzate dalla coesistenza di entrambi i materiali. 
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Si manifesta in presenza di un substrato debole e non consolidato, 
come ad esempio una muratura  o  un  calcestruzzo  molto  degradati,  
in  concorso  con  modalità  di  applicazione dell’adesivo non 
ottimali. 
L’efficienza del giunto adesivo dipende da molti aspetti, tra cui il 
tipo di trattamento superficiale, la composizione chimica e la 
viscosità dell’adesivo, la tecnica di applicazione ed infine il processo 
di indurimento o di reticolazione dello stesso adesivo. 
I meccanismi di adesione consistono principalmente 
nell’aggrappaggio meccanico (interlocking) dell’adesivo con la 
superficie dell’aderendo e nella formazione di legami chimici tra le 
molecole polimeriche e quelle del substrato. Conseguentemente, nel 
determinare la resistenza dell’adesivo, risultano fondamentali quei 
trattamenti superficiali tesi ad incrementare la tensione superficiale 
all’interfaccia ovvero a modificare chimicamente la superficie 
dell’aderendo, aumentandone la rugosità e quindi l’area effettiva di 
contatto. 
Qualsiasi tipo di trattamento superficiale ha come obiettivo primario 
la “pulizia” della superficie di applicazione, ossia la rimozione di 
tutte le eventuali contaminazioni superficiali, quali ossidi, particelle 
estranee, oli, grassi, polveri, umidità, ecc. Quasi sempre, inoltre, il 
trattamento posto in essere modifica chimicamente la superficie 
dell’aderendo favorendo la formazione di legami più forti con 
l’adesivo, tali da resistere ad agenti ambientali aggressivi, tendenti 
nel tempo a degradare la resistenza dell’incollaggio. 
Contestualmente, il trattamento deve inoltre garantire un’adeguata 
rugosità superficiale. 
I trattamenti più semplici che vengono usualmente utilizzati nei 
placcaggi con compositi fibrorinforzati consistono nella 
decontaminazione con opportuni solventi e nell’abrasione della 
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superficie mediante sabbiatura. Quest’ultima consente non solo di 
rimuovere sostanze estranee (ad esempio ossidi) ma anche di 
assicurare la rugosità superficiale necessaria. In alcune situazioni, 
prima di stendere l’adesivo, può essere opportuno applicare sul 
substrato un primer con funzione di compatibilizzante. Ovviamente, 
l’utilizzo di lamine pultruse preformate richiede in aggiunta 
un’adeguata pulizia della faccia della lamina che verrà poi incollata 
sul supporto. 
Tra gli agenti contaminanti, in aggiunta a tutte le possibili sostanze 
estranee presenti in cantiere, va tenuto in conto l’umidità: è infatti 
buona norma assicurare che le superfici di incollaggio siano ben 
asciutte prima dell’applicazione dell’adesivo. 
 
1.6 Sistemi di rinforzo 
I sistemi di FRP idonei per il rinforzo esterno di strutture possono 
essere classificati come di seguito riportato: 
 
- sistemi preformati (precured systems) 
sono costituiti da componenti di varia forma preparati in stabilimento 
mediante pultrusione o laminazione, i quali sono incollati all’elemento 
strutturale da rinforzare. 
 
Figura 1.11-elementi pultrusi 
 
- sistemi impregnati in situ (wet lay-up systems) 
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sono costituiti da fogli di fibre unidirezionali o multidirezionali o da 
tessuti che sono impregnati con una resina, la quale funge anche da 
adesivo con il substrato interessato (es. calcestruzzo, muratura, …). 
- sistemi preimpregnati (prepreg systems) 
sono costituiti da fogli di fibre unidirezionali o multidirezionali o da 
tessuti preimpregnati con resina parzialmente polimerizzata. Possono 
essere incollati al substrato da rinforzare con (o senza) l’uso di resine 
aggiuntive. 
 
1.6.1 Proprietà meccaniche dei sistemi di rinforzo 
Nei compositi fibrorinforzati le fibre svolgono il ruolo di elementi 
portanti sia in termini di resistenza che di rigidezza, mentre la matrice, 
oltre a proteggere le fibre, funge da elemento di trasferimento degli 
sforzi tra le fibre ed eventualmente tra queste ultime e l’elemento 
strutturale a cui il composito è stato applicato. La maggior parte dei 
compositi è costituita da fibre che posseggono una elevata resistenza 
e rigidezza, mentre la loro deformazione a rottura è inferiore a quella 
della matrice. 
A puro scopo esemplificativo, nella Tabella 1-3 sono confrontati i 
valori di alcune proprietà meccaniche di un prodotto preformato con 
quelli medi delle corrispondenti fibre. I valori del modulo di 
elasticità normale Ef, e della tensione di rottura ff, del composito 
risultano inferiori a quelli delle fibre, mentre i valori delle 










Modulo di elasticità 
Normale 
[GPa] 
Tensione di rottura 
[MPa] 















CFRP (basso modulo) 160 210-230 2800 3800-4800 1.6 1.4-2.0 
CFRP (alto modulo) 300 350-500 1500 2500-3100 0.5 0.4-0.9 
Tabella 1.3-confronto tra le proprietà meccaniche di un prodotto preformato con quelle 
delle corrispondenti fibre 
 
Per una corretta definizione della rigidezza e della resistenza di un 
composito impregnato in situ è necessario conoscere la geometria 
(rapporto in volume o  in peso delle fibre e della matrice) e le 
caratteristiche meccaniche dei componenti che costituiscono il 
composito in esame. 
L’influenza del contenuto di resina sui valori delle proprietà 




















70 0 70 100 220.0 4000 1.81 280.0 15400 
70 30 100 70 154.9 2824 1.82 282.4 15490 
70 70 140 50 111.5 2040 1.83 285.6 15610 
70 163.3 233.3 30 68.1 1256 1.84 293.0 15890 
Tabella 1.4-influenza della frazione volumetrica sulle caratteristiche meccaniche di un 
composito 
 
Ciò dimostra che, nel valutare i valori delle proprietà meccaniche da 
utilizzare nella progettazione del sistema di rinforzo, è sempre 
necessario conoscere la quantità di resina impiegata. 
Si rileva altresì che ugualmente importanti sono altri parametri legati 
alla produzione dello stesso composito, che influiscono sensibilmente 
sul suo comportamento a rottura. 
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1.6.2 Sistemi preformati 
I compositi preformati sono caratterizzati da una disposizione 
unidirezionale delle fibre che permette di utilizzare, con buona 
approssimazione, la regola delle miscele per la determinazione dei 
valori delle caratteristiche meccaniche di rigidezza e di resistenza 
del composito, dal momento che le competenti frazioni 
volumetriche variano tra il 50% e  il 70%. 
Tali valori rappresentano comunque solo una stima, spesso in 
eccesso, di quelli effettivi, in quanto non tengono conto 
dell’influenza di altri importanti  parametri, quali l’aderenza tra fibre 
e matrice, la  presenza  di  difetti  di  produzione  e  di  vuoti  o  quella  
di  imperfezioni  nella  distribuzione nell’allineamento delle fibre. 
Per valutare affidabilmente i valori delle proprietà meccaniche del 
composito è necessario ricorrere ad adeguate sperimentazioni in 
modo da ottenere valori statisticamente significativi, che tengano 
conto anche del livello qualitativo della tecnica produttiva adottata.  
 
Figura 1.12-schema di funzionamento della pultusione 
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1.6.3 Sistemi impregnati in situ 
Nel caso di sistemi impregnati in situ non è possibile stimare a 
priori, con sufficiente accuratezza, lo spessore finale del laminato, ed 
è perciò consigliabile fare riferimento alle proprietà meccaniche ed 
all’area resistente del tessuto secco, basandosi sui dati forniti nelle 
schede tecniche. 
Nel caso di sistemi impregnati in situ, le proprietà meccaniche del 
composito non possono essere determinate semplicemente 
moltiplicando l’area resistente del tessuto secco per i valori del 
modulo di elasticità normale e della resistenza delle fibre o del tessuto. 
I valori riferiti alle fibre non tengono infatti conto della reale 
geometria del tessuto (tessitura, trama-ordito). 
 
Figura 1.13-preparazione del tessuto 
 
1.6.4 Sistemi preimpregnati 
I compositi preimpregnati (prepreg) sono impregnati direttamente 
negli stabilimenti di produzione e, dopo un eventuale trattamento di 
pre-polimerizzazione della resina stessa, sono avvolti in rotoli. Il 
preimpregnato è un foglio sottile (di solito di spessore pari a circa 
0.15 mm), flessibile e moderatamente appiccicoso, racchiuso tra due 
strati di film distaccante (carta siliconata o simili). Il preimpregnato 
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deve essere conservato in condizioni controllate di umidità e 
temperatura e la sua reticolazione deve avvenire al momento 
dell’applicazione, con l’ausilio di un opportuno trattamento termico. 
 
1.7 Problemi speciali di progetto 
Il rinforzo deve essere progettato in modo che il degrado atteso nel 
corso della vita utile della struttura rinforzata non ne riduca le 
prestazioni al di sotto del livello previsto, tenendo conto sia delle 
condizioni ambientali sia del programma di manutenzione. Tale 
requisito è di peculiare importanza ed il suo soddisfacimento deve 
essere perseguito in maniera tangibile ed oggettiva da tutti gli 
operatori coinvolti in un processo di rinforzo con FRP. 
Per assicurare durabilità all’intervento di rinforzo vanno tenuti in 
debito conto: 
- la destinazione d’uso prevista della struttura rinforzata; 
- le condizioni ambientali attese; 
- la composizione, le proprietà e le prestazioni dei materiali 
preesistenti e di quelli nuovi, nonché dei prodotti utilizzati per la 
messa in opera di questi ultimi; 
- la scelta della configurazione del rinforzo e dei particolari costruttivi; 
- la qualità delle maestranze ed il livello di controllo; 
- particolari misure protettive, ad esempio, nei confronti del fuoco o 
dell’impatto; 
- la manutenzione attesa durante la vita utile. 
Problemi speciali di progetto (azioni ambientali, modalità di carico, 
ecc.) devono essere identificati in fase di progetto così che possa 
essere valutata la loro importanza in relazione agli aspetti di 
durabilità del rinforzo, possano essere adottati gli opportuni valori dei 
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fattori di conversione ed inoltre possano essere previsti adeguati 
accorgimenti per la protezione dei materiali impiegati. 
Sono di seguito riportati alcuni aspetti da tenere in debita 
considerazione al fine di garantire la curabilità dell’intervento di 
rinforzo. 
 
1.7.1 Azioni ambientali 
Le proprietà meccaniche (per esempio la resistenza a trazione, la 
deformazione ultima ed il modulo di elasticità normale) di alcuni 
sistemi di FRP degradano in presenza di determinate condizioni 
ambientali quali: ambiente alcalino, umidità (acqua e soluzioni 
saline), temperature estreme, cicli termici, cicli di gelo e disgelo, 
radiazioni ultraviolette (UV). 
Effetti da ambiente alcalino. L’acqua contenuta nei pori del 
calcestruzzo può provocare un degrado della resina e delle zone di 
interfaccia. Il danneggiamento della resina dovuto all’attacco di alcali 
è in genere più grave di quello dovuto all’umidità. È opportuno che 
la resina completi il processo di maturazione prima dell’esposizione 
ad ambienti alcalini. 
Effetti dell’umidità (acqua e soluzioni saline). I principali effetti 
dell’assorbimento di umidità riguardano la resina e sono: 
plasticizzazione, riduzione della temperatura di transizione vetrosa, 
riduzione di resistenza e riduzione (meno pronunciata) di rigidezza. 
L’assorbimento di umidità dipende dal tipo di resina, dalla 
composizione e qualità delle lamine, dallo spessore, dalle condizioni 
di maturazione, dall’interfaccia resina-fibra e dalle condizioni di 
lavorazione. In ambiente marino, dove effetti osmotici possono 
causare la formazione di bolle nella resina, è consigliabile l’uso di 
rivestimenti protettivi. 
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Effetti di temperature estreme e di cicli termici. Gli effetti primari 
della temperatura riguardano la risposta viscosa della resina e quindi 
del composito. Al crescere della temperatura si manifesta una 
diminuzione del modulo di elasticità normale della resina. Se la 
temperatura supera quella di transizione vetrosa, il livello di 
prestazione del composito di FRP si abbassa in maniera significativa. 
I cicli termici, in generale, non sortiscono effetti deleteri, anche se 
possono favorire la formazione di microfratture nei sistemi che 
utilizzano resina ad alto modulo. Per gli intervalli di temperatura 
tipici delle infrastrutture civili è possibile evitare indesiderati 
decadimenti delle prestazioni scegliendo il sistema in modo che la 
temperatura di transizione vetrosa sia sempre più elevata della 
temperatura massima alla quale opererà il componente o la struttura. 
Effetti di cicli di gelo e disgelo. In generale, l’esposizione a cicli di 
gelo e disgelo non influisce sulla prestazione delle fibre; riduce invece 
quella della resina e dell’interfaccia tra fibre e resina, a causa del 
verificarsi di distacchi fra esse. Per temperature al di sotto dello 0 °C, 
i sistemi a base di resina polimerica possono migliorare le proprie 
prestazioni sviluppando valori più elevati di resistenza e rigidezza. 
Gli effetti del degrado prodotto da cicli termici possono essere 
amplificati dalla presenza di umidità: la ciclicità favorisce infatti la 
crescita e la propagazione delle microfratture provocate dalla 
presenza di soluzioni saline in ambiente umido. 
Effetti di radiazioni ultraviolette (UV). Raramente le radiazioni UV 
degradano le prestazioni meccaniche dei sistemi a base di FRP, 
nonostante alcune resine possano accusare, per effetto di esse, una 
certa fragilizzazione ed erosione superficiale. In generale, l’effetto 
più deleterio legato all’esposizione UV è la penetrazione di umidità 
e di altri agenti aggressivi attraverso la superficie danneggiata. I 
sistemi a base di FRP possono essere protetti in tal senso con 
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l’aggiunta di appropriati additivi nella resina e/o con l’uso di 
opportuni rivestimenti. 
 
1.7.2 Modalità di carico 
Le proprietà meccaniche (per esempio la resistenza a trazione, la 
deformazione ultima ed il modulo di elasticità normale) di alcuni 
sistemi a base di FRP degradano per l’effetto della viscosità, del 
rilassamento e della fatica. 
Effetti di viscosità e rilassamento. In un sistema a base di FRP la 
viscosità ed il rilassamento dipendono dalle proprietà delle resine e 
delle fibre di rinforzo. In genere le resine termoindurenti (poliesteri 
insaturi, esteri vinili, resine epossidiche e fenoliche) sono meno 
viscose di quelle termoplastiche (polipropileni, nylon, policarbonati, 
ecc.). Poiché la presenza di fibre diminuisce la viscosità delle resine, 
tali fenomeni sono più pronunciati quando il carico è applicato 
trasversalmente alle fibre o quando il composito è caratterizzato da 
una bassa percentuale in volume di fibre. 
La viscosità può essere ridotta assicurando, in esercizio, un livello 
tensionale sufficientemente basso. I sistemi a base di CFRP sono i 
meno suscettibili a rotture per viscosità; quelli a base di fibre 
arammidiche sono moderatamente suscettibili; quelli a base di fibre di 
vetro sono i più suscettibili. 
Effetti di fatica. Le prestazioni dei sistemi a base di FRP in 
condizioni di fatica sono generalmente molto buone. Esse dipendono 
dalla composizione della matrice e, moderatamente, dal tipo di fibre. 
Nei compositi unidirezionali le fibre presentano di solito pochi difetti 
e conseguentemente contrastano in modo efficace la formazione di 
fessure. Inoltre, la propagazione di eventuali fessure presenti è 
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ostacolata dall’azione esplicata dalle fibre presenti nelle zone 
adiacenti. 
 
1.7.3 Resistenza alle azioni causate da impatto ed esplosione 
Il comportamento dei sistemi a base di FRP soggetti ad azioni causate 
da impatto o da esplosione è tuttora oggetto di studio. Prime 
indicazioni consigliano di orientare la scelta verso sistemi a base di 
fibre arammidiche (più resistenti all’impatto) e/o di fibre di vetro 
piuttosto che verso sistemi a base di fibre di carbonio. 
 
1.7.4 Resistenza alle azioni causate da atti vandalici 
I materiali compositi fibrorinforzati sono particolarmente sensibili 
all’incisione ed alla lacerazione prodotte da strumenti da taglio. 
Nelle applicazioni di rinforzo in ambienti aperti al pubblico si 
suggerisce di predisporre adeguate  misure  di  protezione  del  
sistema  di  rinforzo.  Va  comunque  verificata  la  sicurezza 
dell’elemento strutturale facendo riferimento alla situazione 
successiva ad un eventuale atto vandalico, in assenza di rinforzo. 
 
1.7.5 Resistenza al fuoco 
I materiali compositi fibrorinforzati sono particolarmente sensibili 
all’esposizione alle alte temperature, circostanza che si può ad 
esempio verificare in caso di incendio. Quando la temperatura 
ambientale supera quella di transizione vetrosa della resina (o della 
temperatura di fusione nel caso di materiali semicristallini), la 
resistenza e la rigidezza del sistema di FRP diminuiscono 
drasticamente.  Nei  casi  di  FRP  applicato  esternamente  su  
elementi  di  calcestruzzo  o  di  muratura, l’esposizione  ad  elevate  
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temperature  produce  inoltre,  un  rapido  deterioramento  
dell’aderenza FRP/supporto, con conseguente delaminazione del 
composito e perdita di efficacia del rinforzo. In condizioni di 
esposizione al fuoco, le proprietà meccaniche di sistemi a base di 
FRP applicati all’esterno possono essere notevolmente migliorate 
incrementando lo spessore del rivestimento protettivo utilizzato. È 
suggerito l’impiego di rivestimenti che riducano la propagazione delle 
fiamme e la produzione di fumi. 
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1.8 Consolidamento con tessuti impregnati in opera 
La tecnica, qui esposta in modo generale, è soggetta a variazioni 
dipendenti dalle specifiche imposte dai produttori. Le fasi principali 
dell’intervento sono: 
1) esame della qualità del sottofondo; 
2) preparazione del sottofondo; 
3) posa in opera dei tessuti (wet lay up oppure dry lay up); 
4) protezione superficiale 
1. La prima operazione da effettuare è l’attento esame della zone di 
applicazione dei tessuti per valutare se gli sforzi di trazione a cui è 
soggetto il rinforzo possono essere trasferiti alla struttura per mezzo di 
adesivi. Se la parte corticale dell’elemento da rinforzare non è in 
grado di sopportare sforzi di taglio e di trazione si può verificare il 
fenomeno del peeling e/o il distacco del copriferro. 
2. Se la superficie del sottofondo è idonea meccanicamente a 
trasmettere gli sforzi sarà sufficiente preparare il fondo mediante 
sabbiatura o idropulizia e completarlo con una finitura superficiale che 
preveda la smussatura degli spigoli. Spesso l’elemento strutturale 
presenta un degrado superficiale. In tal caso bisognerà procedere ad 
una bonifica dell’elemento, rimuovendone le cause, eliminando le 
parti incoerenti, pulendo le armature e ricostruendo il copriferro. Si 
procederà alla smussatura degli spigoli vivi in tutte le zone in cui si 
intende eseguire un risvolto del tessuto. L’arrotondamento degli 
spigoli deve avvenire con curve di raggio non inferiore ai 2 cm per 
evitare la concentrazione di tensioni che possano causare lacerazioni 
nelle regioni di piegatura. 
3. Posa del tessuto con tecnica a secco (dry lay up), adatta per lavori di 
piccola estensione, o “in umido” (wet lay up), idonea per applicazioni 
su grandi superfici. 
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4. A polimerizzazione avvenuta (dopo circa 48 ore), protezione del 
rinforzo dai raggi UV. La protezione si esegue con una vernice 
acrilica opaca, o, in alternativa con un prodotto a base cementizia. In 
tal caso bisognerà preventivamente irruvidire la superficie della resina 
con della sabbia fine per realizzare l’aggrappo della rasatura finale. 
 
1.8.1 Dry lay up 
Questa tecnica è mutuata dall’omonimo metodo di produzione 
manuale di manufatti in vetroresina. E’ scomponibile in sei fasi 
operative: 
1. preparazione e/o bonifica del sottofondo; 
2. applicazione superficiale di un primer epossidico molto fluido che 
penetri nel supporto di calcestruzzo migliorandone le condizioni per 
l’adesione; 
3. applicazione a spatola di una malta epossidica per regolarizzare il 
sottofondo; 
4. applicazione del tessuto orientando le fibre nella direzione voluta; 
5. impregnazione del tessuto con resina epossidica applicata a rullo o a 
pennello; 
6. perfezionamento dell’adesione del tessuto con più passate di rullo 
di gomma e di rullo metallico per l’eliminazione delle bolle d’aria o di 
solvente evaporato; 
7. ripetizione, se necessaria, della fasi da 3 a 5. 
8. protezione superficiale. 
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1.8.2 Wet lay up 
La tecnica si differenzia dalla dry lay up nei punti 3 e 4. Per 
completezza espositiva i seguito si riporteranno tutte le fasi della 
tecnica: 
1. preparazione e/o bonifica del sottofondo; 
2. applicazione superficiale di un primer epossidico molto fluido che 
penetri nel supporto di calcestruzzo migliorandone le condizioni per 
l’adesione; 
3. applicazione a spatola di una malta epossidica per regolarizzare il 
sottofondo; 
4. impregnazione a piè d’opera del tessuto preventivamente tagliato 
secondo le misure progettuali. L’impregnazione è effettuata 
immergendo il tessuto in 
una bacinella contenente resina epossidica molto fluida. 
5. dopo aver tolto il tessuto dal recipiente, rimozione della resina in 
eccesso con attrezzature tipo “strizzastracci”; 
6. applicazione del tessuto con le fibre orientate nella direzione voluta; 
7. perfezionamento dell’adesione del tessuto con più passate di rullo 
di gomma e di rullo metallico per l’eliminazione delle bolle d’aria o di 
solvente evaporato; 
8. ripetizione, se necessaria, della fasi da 3 a 5. 
9. protezione superficiale. 
 
1.9  Consolidamento con pultrusi 
Nel consolidamento strutturale i prodotti pultrusi più utilizzati sono 
quelli in forma di lamine e, meno frequentemente, in forma di barre. 
Le lamine pultruse in fibra di carbonio sono correntemente utilizzate 
come elementi di rinforzo in sostituzione dei piatti metallici del beton 
plaque. 
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La barre pultruse non sono molto usate, tuttavia, possono essere 
applicate per aumentare l’ancoraggio dei tessuti al cls, operando delle 
tracce nel copriferro in cui risvoltare e bloccare il rinforzo mediante 
una o più aste da sigillare con pasta di resina epossidica. 
 
1.9.1 Consolidamento con lamine pultruse 
Le lamine pultruse presentano dei vantaggi operativi rispetto 
all’applicazione dei tessuti, in termini di facilità, rapidità esecutiva e 
qualità del risultato. La rigidezza delle lamine, tuttavia, ne limita 
l’impiego a superfici piane o con sviluppo a grande curvatura (es. 
serbatoi, archi di grosso raggio, ecc.). Le fasi operative sono: 
1. preparazione e/o bonifica del sottofondo; 
2. applicazione sul calcestruzzo di uno strato di resina di circa 1-2 
mm; 
3. nel caso di applicazione di più lamine sovrapposte (a pacchetto), è 
necessario irruvidire il dorso del prodotto pultruso (normalmente 
liscio); 
4. applicazione sulla lamina di uno stato di adesivo equivalente a 
quello descritto al punto 2; 
5. applicazione del rinforzo alla struttura esercitando una pressione 
uniforme con un rullo di gomma dura. In genere la viscosità delle 
resine consente di tenere in posizione il rinforzo senza puntelli, anche 
all’intradosso; 
6. rimozione della resina in eccesso; 





Travi in CA con rinforzi in FRP: analisi dei modelli di resistenza a 
debonding 
 
2.1 Introduzione e considerazioni generali 
Il collegamento di lastre in polimero fibrorinforzato (FRP) sulla 
superficie d’intradosso di travi soggette a flessione è diventata una 
tecnica comune di rinforzo negli ultimi anni. Di conseguenza 
numerosi studi sono stati effettuati nell’ultima decade sul 
comportamento di queste travi, molte delle quali riportano rotture 
premature dovute al debonding della lastra in FRP con o senza il 
calcestruzzo di rivestimento incollato. La crisi più comune si presenta 
all’estremità della lastra o nelle immediate vicinanze, nella modalità 
con separazione del copriferro o per debonding interfacciale tra la 
lastra e la superficie della trave. In questo capitolo faremo un’analisi 
dei modelli di resistenza attualmente presenti per crisi esclusivamente 
dovuta a debonding di estremità della lastra. Faremo le nostre 
considerazioni su travi semplicemente appoggiate anche se le 
conclusioni sono applicabili a casi di validità più generale. 
Analizzeremo e classificheremo i vari modelli in tre categorie che 
differiscono per la base teorica e quindi per l’approccio adottato.  
 





Questa tecnica di rinforzo ha numerosi vantaggi come ad esempio il 
minimo aumento di dimensione e di peso della struttura interessata, 
maneggevolezza e buona resistenza alla corrosione dei materiali 
utilizzati  ed inoltre è stata diffusamente applicata negli anni recenti. 
Dall’analisi della letteratura esistente sono state individuate 6 modalità 
principali di crisi rappresentate in figura 2.2.  
Figura 2.2-differenti meccanismi di crisi di travi con rinforzi in FRP  
 
Queste sono definite come: (a) crisi per flessione con rottura del 
rinforzo in FRP (flexural failure by FRP rupture), (b) crisi per 
flessione con rottura del calcestruzzo compresso (flexural failure by 
crushing of compressive concrete), (c) crisi a taglio (shear failure), (d) 
crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo (concrete cover 
separation), (e) crisi dovuta a debonding interfacciale di estremità 
della lastra (plate end interfacial debonding), (f) fessura intermedia 
che induce debonding interfacciale (intermediate crack induced 
interfacial debonding). 
Dei sei meccanismi di crisi rappresentati in figura 2.2, i primi tre sono 
simili a quelli delle tradizionali travi in c.a. sebbene ci siano delle 
importanti differenze. Le tre modalità di crisi a destra invece sono 




modalità sono dovute a prematuro debonding, poiché accadono prima 
che subentri la crisi per flessione (a) o (b) o a taglio (c). 
Le tre modalità di debonding indicate in figura 2 d-f possono essere 
classificate in due categorie: (a) quelle che iniziano nei pressi della 
lastra o da una delle estremità (citate semplicemente come “estremità  
della lastra” in seguito) e da qui si propagano lungo la trave; (b) quelle 
che iniziano da una fessura intermedia dovuta a flessione o dalla 
combinazione di flessione e taglio e da tale crepa si propagano verso 
l’estremità della lastra. La prima modalità di debonding è definita 
come debonding di estremità della lastra (plate end debonding) mentre 
la seconda modalità come debonding interfacciale indotto da una 
crepa intermedia (intermediate crack interfacial debonding). Di queste 
due modalità di crisi il debonding di estremità della lastra è di gran 
lunga quello più frequente. In questo e nel capitolo successivo 
tratteremo i modelli di resistenza relativi alla sola prima modalità 
debonding di travi rinforzate con lastre in FRP. 
 
2.2 Crisi per debonding di estremità della lastra 
Delle due modalità di crisi per debonding di estremità della lastra, la 
crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo è quella che si 
verifica più comunemente. Si pensa generalmente che la crisi con 
separazione del rivestimento in calcestruzzo inizi dalla formazione di 
una fessura nei pressi o all’estremità della lastra, dovuta agli alti sforzi 
interfacciali normali e di taglio causati dalla brusca interruzione della 
lastra. Dettagliate discussioni su questi sforzi interfacciali sono 
effettuate da Smith e Teng [1] [2]. Una volta formatasi la crepa nel 
calcestruzzo nei pressi o all’estremità della lastra, questa si propaga al 
livello del rinforzo e progredisce orizzontalmente con conseguente 




anche definiti nella letteratura anglosassone come “end-of-plate 
failure through concrete” , “concrete rip-off failure”, “debond et 
rebar layer”, “concrete cover delamination”, e “local shear failure” . 
Il debonding fra la trave in c.a e la lastra di FRP (fig.2e), che si 
propaga via dall’estremità della stessa, è stato osservato 
sperimentalmente ed è qui definito come debonding interfacciale di 
estremità della lastra (plate end interfacial debonding). Opinione 
generale fra i ricercatori è che la crisi per debonding in questa forma 
sia dovuta agli alti sforzi di taglio e normali vicino all’estremità della 
lastra che eccede la resistenza dell’elemento più debole, generalmente 
il calcestruzzo. Uno strato sottile di calcestruzzo rimane generalmente 
fissato alla lastra. Ciò suggerisce che in genere la crisi si presenta nel 
calcestruzzo adiacente all’interfaccia calcestruzzo-adesivo. 
 
Poiché entrambe le modalità di crisi per debonding di estremità della 
lastra sono dovute alle stesse cause (cioè elevati sforzi normali e di 
taglio interfacciali all’estremità della lastra), in molti dei modelli 
Figura 2.3-meccanismo di crisi con 





attuali di resistenza, il debonding interfacciale di estremità della lastra 
(plate end interfacial debonding) non è stato differenziato dalla 
modalità con separazione del rivestimento in calcestruzzo (concrete 
cover separation). 
Da notare che il debonding di estremità della lastra, prima che 
diventino di uso comune i compositi a matrice polimerica 
fibrorinforzati, è stato già osservato nelle travi in c.a. rinforzate con 
lastre in acciaio, su cui si è accumulata un’ampia ricerca e questo 
sforzo è continuato negli anni '90. Molto di quello che si è appreso per 
le lastre in acciaio risulta avere una rilevante importanza per le lastre 
in FRP. 
 
2.3 Veduta d’insieme dei modelli di resistenza a debonding 
esistenti 
Da un’estesa ricerca della letteratura esistente sono stati rintracciati 
dodici modelli di resistenza a debonding, sette dei quali sono stati 
specificatamente sviluppati per travi in c.a. placcate con lastre in FRP. 
Altri cinque modelli sono stati sviluppati per il debonding di estremità 
della lastra per travi in c.a. rinforzate con lastre in acciaio. Il 
debonding si verifica o secondo un meccanismo con separazione del 
rivestimento in calcestruzzo o all’interfaccia tra adesivo e 
calcestruzzo. Anche se le proprietà meccaniche della lastra incollata si 
pensano abbiano un ruolo significativo, i modelli di resistenza 
possono essere applicati ai differenti tipi di lastre, quindi con le dovute 
modifiche non è irragionevole aspettarsi che i modelli sviluppati per 
travi rinforzate con lastre d’acciaio possono essere ben applicabili alle 
travi rinforzate con lastre in FRP. 
I modelli esistenti in base all’approccio considerato possono essere 




capacità di resistenza a taglio (shear capacity based models), (b) 
modelli del dente in calcestruzzo (concrete tooth models), (c) modelli 
basati sullo sforzo interfacciale (interfacial stress based models) ( 
modelli I e II di Ziraba e al. Il modello II di Ziraba e al. a essere 
precisi unisce i metodi (a) e (c). Inoltre dovrebbe essere notato che il 
modello di Oehlers non è puramente basato sulla capacità di resistenza 
a taglio, poiché considera l’interazione tra taglio e momento flettente). 
Vale la pena anche notare che tutti i modelli sviluppati 
specificatamente per le travi in c.a. rinforzate con lastre in FRP 
seguono il metodo basato sullo sforzo interfacciale. Dall’altra parte, 
tre dei cinque modelli specificatamente sviluppati per travi rinforzate 
con lastre in acciaio seguono il metodo basato sulla capacità di 
resistenza a taglio o un approccio combinato (modello II di Ziraba e 
altri). 
Ciascuno dei modelli è riassunto ed analizzato nel resto del presente 
capitolo. 
 
2.4 Modelli basati sulla capacità di resistenza a taglio (Shear 
capacity based models) 
La caratteristica comune di questi modelli è che la resistenza per crisi 
dovuta al debonding è collegata con la resistenza a taglio del 
calcestruzzo senza o con il contributo parziale dell’armatura di 
rinforzo a taglio. La resistenza al debonding è dovuta generalmente 
alla forza di taglio all’estremità della lastra. Poiché gli sforzi 
interfacciali tra la lastra e la trave non devono essere valutati, i calcoli 







2.4.1 Modello di Oehlers 
Oehlers e Moran [5] e Oehlers [6] hanno studiato travi in c.a. con 
rinforzi in acciaio semplicemente appoggiate soggette a flessione a tre 
o quattro punti e hanno sviluppato un modello di resistenza in primo 
luogo considerando due posizioni dell’estremità della lastra 
d’intradosso. Per una lastra che termina in una regione di momento 
costante viene fornita la seguente espressione per il momento di 











=                                                                         (1) 
 
dove Ec e Efrp sono rispettivamente i moduli di elasticità del 
calcestruzzo e del FRP, Itr,c il momento d’inerzia della sezione 
placcata fessurata, omogeneizzata a calcestruzzo, fct la resistenza 
cilindrica a trazione del calcestruzzo e tfrp lo spessore della lastra. Se la 
resistenza a trazione fct (MPa) non è determinata a partire da prove 
può essere presa come 0,5√f'c dove f'c è la resistenza cilindrica a 
compressione del calcestruzzo.  
Per una lastra che termina vicino all’appoggio è stato verificato sulla 
base di osservazioni sperimentali che il debonding accade quando la 
forza di taglio all’estremità della lastra Vdb,s raggiunge la capacità di 
resistenza a taglio del calcestruzzo nella trave in cemento armato, 
senza considerare il contributo dell’armatura a taglio. Cioè, 
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dove ρs = As/bcd è la percentuale meccanica di armatura, As l’area 




della sezione. La suddetta espressione per Vc, capacità di resistenza a 
taglio del calcestruzzo nella trave, è quella fornita dal codice 
australiano e un requisito è che sia 1,4-(d/2000) ≥ 1,1. 
Per i casi generali dove sia la forza di taglio che il momento 
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dove a è la distanza tra l’appoggio e l’estremità più vicina della lastra 
d’intradosso. 
 
2.4.2 Modello di Jansze 
Jansze [7] ha proposto un modello di resistenza al debonding di 
estremità della lastra per travi con rinforzi in acciaio, ma le 




disponibile soltanto la forma finale con i commenti forniti da Ahmed e 
van Gemert [8] in cui si afferma che il modello di Jansze è basato 
sulla formazione di fessure dovute al taglio in una trave in c.a, senza 
considerare il contributo dell’armatura a taglio. Viene proposta la 
seguente espressione per la forza di taglio critica di estremità della 
lastra per travi in c.a. che causa debonding: 
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−=                                                               (9) 
 
Qui, B è l’intervallo del taglio e Bmod è l’ampiezza di taglio modificata 
da tenere in considerazione. Se Bmod come definito dall’Eq. (9) è più 
grande dell’ampiezza reale B allora dovrebbe essere considerato 
(Bmod+ B)/2. 
 
2.4.3  Modello di Ahmed and van Gemert 
Ahmed e van Gemert [8] hanno modificato il modello di Jansze [7] 
per adattarlo alle travi in c.a. con incollate lastre di rinforzo in FRP. Il 
modello proposto è il seguente: 
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ρτ ⎛ ⎞= + +⎜ ⎟⎝ ⎠                           (12) 
 
dove τPES è data dall’Eq. (8), Sfrp e Ss sono il momento statico della 
lastra in FRP, e quello di una equivalente lastra d’acciaio riferito 
all’asse neutro di una sezione rinforzata e fessurata omogeneizzando il 
tutto a calcestruzzo, in cui la lastra d’acciaio equivalente ha la stessa 
capacità totale di resistenza a trazione e larghezza di quella della lastra 
in FRP, ma con uno spessore equivalente determinato supponendo che 
la tensione di snervamento dell’acciaio sia 550 MPa, Ifrp e Is sono i 
momenti d’inerzia della sezione fessurata rinforzata rispettivamente 
con una lastra in FRP e con una equivalente in acciaio 
omogeneizzando il tutto a calcestruzzo, e con bfrp e ba la larghezza del 
rinforzo in FRP e dell’adesivo. L’intervallo tra le staffe è denotato con 
s, mentre Asv e fyv sono l’area della sezione trasversale e la tensione di 
snervamento delle staffe. Per tutti gli scopi pratici ba è uguale a bfrp. 
Le modifiche date nelle equazioni (11) e (12) tengono in conto le 
differenti tensioni tangenziali interfacciali tra la trave in c.a. e la lastra 
in FRP rispetto a quella in acciaio. La differenza ∆τmod è aggiunta alla 
tensione tangenziale τPES nella Eq. (8). L’aumento di resistenza a 
taglio offerta dal rinforzo a taglio è incluso anche nell’Eq. (12). 
 
2.5 Modelli del dente in calcestruzzo (Concrete tooth models) 
Questi modelli considerano il dente di calcestruzzo che si forma fra 















Figura 2.4-modello del dente 
 
delle sollecitazioni (fig-2.4). Il debonding si ritiene che accada quando  
queste sollecitazioni conducono a tensione alla radice del dente che 
eccedono la resistenza a trazione del calcestruzzo. Lo sforzo nella 
lastra d’intradosso può allora essere determinato definendo una 
lunghezza utile di fine ancoraggio dove si assume una sollecitazione 
di taglio uniforme. 
 
2.5.1 Modello di Raoof e Zhang 
Il concetto del dente in calcestruzzo è stato descritto per primo da 
Zhang e altri [9]. Sulla base di questo concetto è stato sviluppato un 
modello di resistenza per predire la modalità di crisi con separazione 
del rivestimento in calcestruzzo (concrete cover separation) nelle travi 
in c.a. rinforzate con lastre d’acciaio. L’intervallo minimo e massimo 
(lmin e lmax rispettivamente) tra due fessure, che conducono a un più 
basso e alto sforzo nella lastra che provoca debonding differiscono di 
un fattore due (lmax = 2 lmin). L’intervallo minimo tra due fessure, 












dove Ae è l’area del calcestruzzo teso, u l’aderenza media tra acciaio e 
calcestruzzo, ∑Obars il perimetro totale delle barre d’armatura. Si 
assume che u = 0,28√fcu (in MPa) e fct = 0,36√ fcu (in MPa) dove fcu è 
la resistenza a compressione cubica del calcestruzzo.  
Trascurando l’interazione tra i denti adiacenti e assumendo un 
comportamento elastico lineare, si riesce a determinare la 
sollecitazione di taglio che causa la crisi nel dente, che avviene 
quando lo sforzo nel punto A (fig. 2.4) eccede la resistenza a trazione 









σ ⎛ ⎞= ⎜ ⎟⎝ ⎠                                                                            (14) 
 
dove Ma = τlbfrph' e IA = bfrpl3/12. Qui, l è l’intervallo tra le fessure 
(minimo o massimo), h' l’altezza netta del rivestimento in calcestruzzo 
misurata dalla base dell’armatura d’acciaio alla base della trave in 
calcestruzzo, τ la tensione tangenziale all’interfaccia fra il calcestruzzo 
e la lastra d’intradosso, IA il momento d’inerzia del dente e MA il 
momento alla base del dente. 
Sostituendo MA e IA nell’Eq. (14) e assumendo che il debonding 
avvenga nell’istante in cui σA = fct, la tensione tangenziale fra il 
calcestruzzo e la lastra d’acciaio basata su lmin ampiezza minima 
stabilizzata tra le fessure può essere determinata come segue, in questa 














La tensione minima σs,min  nella lastra d’intradosso richiesta per 
causare delle fessure di tipo flessionale e la crisi del dente può essere 
determinata come segue: 
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dove Lp è la lunghezza utile della zona di estremità dell’ancoraggio 
della lastra e h1 è la distanza del baricentro del rinforzo dalla base 
della trave. Questo modello è stato applicato soltanto alle travi 
semplicemente appoggiate soggette a flessione a tre o quattro punti, 
per le quali per controllare la possibilità di debonding la tensione 
limite dell’Eq. (16) è stata confrontata con la tensione in una lastra 
d’intradosso soggetta a un carico puntuale. Non è chiaro come questo 
modello dovrebbe essere applicato a travi soggette ad altre condizioni 
di carico (per esempio carico uniformemente distribuito), ma non è 
irragionevole scegliere la sezione di momento massimo per una 
valutazione. 
In Zhang e al. [9], la lunghezza utile di estremità dell’ancoraggio è 
stata presa come la lunghezza della lastra d’intradosso dall’estremità 
al punto di applicazione del carico (indicata come Lp1 nella fig. 2.4). In 
Raoof e Zhang [10], è stato suggerito di prendere come lunghezza 
utile di estremità dell’ancoraggio il più piccolo valore tra Lp1 e le 
seguenti lunghezze Lp2 che sono stati calibrati con i dati di prove di 
travi in c.a. placcate con lastre d’acciaio che sono andate in crisi per 
debonding di estremità della lastra: 
 




2 min3pL l= , min 72l > mm                                                          (17b) 
 
Noi considereremo come lunghezza utile di fine ancoraggio la 
relazione proposta da Raoof e Zhang [10] poiché questa è relativa ad 
un modello sviluppato più di recente per travi in c.a. placcate con 
lastre d’acciaio. 
Una volta conosciuto lo sforzo nella lastra, il momento che ne causa la 
separazione, può essere calcolato con una classica analisi della 
sezione, assumendo sezioni piane che si inflettono in accordo con 
Zhang e al. [9] e tenendo in conto la resistenza a trazione del 
calcestruzzo. Un momento flettente superiore ed uno inferiore 
verranno determinati in conseguenza dei due valori lmin e lmax che 
differiscono di un fattore due. 
Per una trave semplicemente appoggiata sottoposta a flessione a 
quattro punti con la lastra posizionata nella regione di momento 
costante, Raoof e Zhang [10] hanno specificato che la lunghezza utile 
di ancoraggio dovrebbe essere ottenuta con l’Eq. (17). 
 
2.5.2 Modello di Wang e Ling 
Wang e Ling [11] hanno proposto una modifica al modello del dente 
di Zhang e al. [9] per renderlo adatto alle travi rinforzate con lastre in 
FRP. Ciò ha portato a modificare la resistenza media di legame fra la 
lastra e il calcestruzzo, conducendo alla seguente formula per 
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dove us = 0,313√f'c è la resistenza media d’aderenza tra il rinforzo in 
acciaio e il calcestruzzo ed è la stessa di quella usata da Zhang e al. [9] 
assumendo f'c = 0,8fcu, mentre ufrp è la resistenza tangenziale media di 
legame tra FRP e calcestruzzo ed è assunta pari a 1,96 MPa. 
Una volta che l’intervallo minimo tra le fessure è stato determinato, il 
resto dell’analisi è essenzialmente lo stesso di Zhang e al. [9]. Nel 
modello di Wang e Ling [11], la resistenza a trazione del calcestruzzo 
non è stata inclusa nell’analisi della sezione relativamente al calcolo 
del momento flettente nella trave dovuto allo sforzo nella lastra. Come 
nel modello di Zhang e al.[9], una soluzione limite superiore nel 
modello di Wang e Ling è ottenibile sostituendo l’intervallo minimo 
di fessura (Eq. (18)) con l’intervallo massimo che è due volte il 
precedente. 
 
2.5.3 Modello di Raoof e Hassanen 
Raoof e Hassanen [12] hanno modificato il modello di Zhang e al. [9] 
per l’applicazione a travi rinforzate con lastre in FRP. Due espressioni 
sono state presentate da loro per la lunghezza utile di fine ancoraggio 
corrispondenti a due valori per la resistenza di legame con il 
calcestruzzo. Due nuovi modelli ne sono derivati da queste modifiche, 
di seguito chiamati come Modello I e II di Raoof e Hassanen [12]. 
Nel modello I [12], rimane invariata l’Eq. (13) per il calcolo della 
lunghezza dell’intervallo minimo tra le fessure. La lunghezza utile di 
fine ancoraggio della lastra è presa come il più piccolo dei valori tra la 
lunghezza Lp1 in fig.2.4 e le seguenti lunghezze che sono state 
calibrate con i risultati delle prove di travi in c.a. con rinforzi in FRP 
che hanno riportato crisi per debonding di estremità della lastra: 
 




2 min4pL l= ,  min 40l > mm                                                       (19b) 
 
Nel modello II [12] la resistenza di legame tra la lastra in FRP e il 
calcestruzzo è definita pari a 0,8 MPa, mentre la resistenza di legame 
fra l’acciaio di rinforzo è ancora la stessa di quella originalmente 
specificata da Zhang e al. [9]. La lunghezza utile di fine ancoraggio 
per la lastra in FRP è definita come il più piccolo valore tra lunghezza 
Lp1 e le seguenti lunghezze che sono state calibrate con i dati delle 
prove di travi in c.a. con rinforzi in FRP che hanno riportato crisi per 
debonding di estremità della lastra [12] usando il nuovo valore di 
resistenza di legame tra FRP e calcestruzzo: 
 
2 min min(11.6 0.17 )pL l l= − , min 56.5l ≤ mm                                 (20a) 
2 min2pL l= , min 56.5l > mm                                                      (20b) 
 
Una volta determinati l’intervallo tra le fessure (stabilised crack 
spacing) e la lunghezza utile di fine ancoraggio della lastra in FRP 
(plate for end anchorage), si procede come previsto nel modello di 
Zhang e al. [9]. 
2.6 Modelli degli sforzi interfacciali (Interfacial  stress based 
models) 
Una comune e logica assunzione è che sia la crisi con separazione del 
rivestimento in calcestruzzo (concrete cover separation) sia quella 
dovuta a debonding interfacciale di estremità della lastra (plate end 
interfacial debonding) siano dovute agli elevati sforzi interfacciali 
all’estremità della lastra d’intradosso. In fig. 2.5 sono mostrate le 
tensioni che agiscono su un elemento di calcestruzzo adiacente 




la tensione tangenziale e quella trasversale normale (peeling) mentre 
σx denota la tensione longitudinale. 
I modelli di resistenza a debonding basati sugli sforzi interfacciali 
generalmente ricavano le tensioni interfacciali da soluzioni in forma 
chiusa esistenti e con i criteri di rottura del calcestruzzo. Modelli di 
questo tipo includono il modello I di Ziraba e al.[13], quelli di 
Varastehpour e Hamelin [14], Saadatmanesh e Malek [15] e Tumialan 
e al. [16]. Un alternativo uso degli sforzi interfacciali è stato fatto nel 
modello II di Ziraba e al. [13]. In questo modello, le previsioni 
dell’ACI concrete code [N2] per la capacità di resistenza a taglio di 
una trave in c.a. è modificata tenendo in considerazione anche il 
contributo delle staffe. Il fattore di efficienza delle staffe è collegato 
con gli sforzi interfacciali massimi di estremità della lastra ed è 
calibrato con i dati sperimentali.  
 
Figura 2.5-tensioni su un elemento adiacente all’estremità della lastra 
 
Questo modello unisce quindi l’approccio relativo alla capacità di 
resistenza a taglio con quello basato sugli sforzi interfacciali. 
 
2.6.1 Modello di Ziraba e al. 
Ziraba e al. [13] hanno proposto due modelli di resistenza al 
debonding per travi rinforzate con lastre in acciaio, uno per il 
debonding interfacciale di estremità della lastra (plate end interfacial 




rivestimento del calcestruzzo (concrete cover separation) che 
chiameremo rispettivamente modello I e II di Ziraba e al. [13]. 
 
2.6.1.1 Modello I di Ziraba: plate end interfacial debonding 
In questo modello, per definire le tensioni critiche interfacciali di 
estremità della lastra che provoca debonding, è stato usato il criterio di 
crisi di Mohr-Coulomb: 
 
tany Cτ σ ϕ+ ≤                                                                        (21) 
 
dove τ e σy sono le tensioni tangenziali e normali massime 
all’estremità della lastra, C il coefficiente di coesione e φ l’angolo di 
attrito interno. Le tensioni interfacciali tangenziali e normali massimi 
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dove CR1 e CR2 sono ottenuti dalla soluzione analitica di Robert [17] 
per tensioni tangenziali e normali, mentre α1 e α2 sono moltiplicatori 




lastre d’acciaio. La rigidezza a taglio Ks e la rigidezza normale Kn 













=                                                                                 (27)  
 
con Ea, Ga, ba e ta rispettivamente il modulo di elasticità normale, il 
modulo di elasticità tangenziale, la larghezza e lo spessore dello strato 
adesivo. Itrc,frp il momento d’inerzia della sezione rinforzata fessurata 
omogeneizzata a FRP, xtrc,frp la distanza tra l’asse neutro della sezione 
fessurata omogeneizzata e il lembo compresso, Ifrp il momento 
d’inerzia della lastra di FRP, dfrp la distanza dal lembo compresso dal 
baricentro della lastra in FRP, e M0 e V0 il momento flettente e la forza 
di taglio all’estremità della lastra. 
Sostituendo l’Eq. (22) e (23) nell’Eq. (21) si ottiene un’espressione 
per la forza di taglio all’estremità della lastra che causa il debonding 
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                                        (28)   
 
Questa relazione è soggetta al vincolo che a/h < 3 dove h è l’altezza 
della trave in c.a. I seguenti valori per α1, α2 e φ sono stati specificati 
in Ziraba e al. [46]: α1 =35, α2 = 1,1 e φ =28°, inoltre due valori di C 
sono stati usati per gli specifici esempi numerici, vale a dire 2,68 MPa 
e 5,36 MPa anche se il criterio utilizzato per la selezione di questi 
valori non è molto chiaro. Ziraba e al. [18] hanno suggerito per C 




numerici e sperimentali. Per lo studio presente C è stato preso come 
7,15 MPa che è una media dei valori dati in Ziraba e al. [19]. 
 
2.6.1.2 Modello II di Ziraba: concrete cover separation 
Ziraba e al. [13] hanno modificato le previsioni del codice ACI [N2] 
per quanto riguarda la capacità di resistenza a taglio di una trave in 
c.a. nella seguente equazione dove K è un fattore di efficienza del 
rinforzo d’acciaio a taglio: 
 
, ( )db end c sV V kV= +                                                                    (29) 
 
dove Vc e Vs sono il contributo del calcestruzzo e dell’acciaio alla 
capacità di resistenza a taglio di una trave in c.a. sono dati da 
  






=                                                                          (31) 
 
Nell’Eq. (29), k è un fattore empirico di efficienza delle staffe ed è 
collegato allo sforzo normale massimo all’estremità della lastra. Sulla 
base di un’analisi derivante dai risultati di prove sperimentali su 
quattordici travi rinforzate con lastre d’acciaio in cui si è verificata 
crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo, Ziraba e al. [13] 
hanno proposto 
 





2.6.2 Modello di Varastehpour e Hamelin 
Varastehpour e Hamelin [14] hanno sviluppato anche loro un modello 
di resistenza per il debonding interfacciale all’estremità della lastra 
basato sul criterio di Mohr-Coulomb (Eq. (21)). Nel loro modello, il 
coefficiente C è stato calibrato tramite una prova sperimentale 
denominata single lap shear tests e l’angolo di attrito interno φ è stato 
determinato mediante prove su travi a scala ridotta rinforzate in FRP 
in cui si è verificata crisi per debonding. Un valore medio di 5.4 MPa 
è stato suggerito per C, mentre un valore di 33° è stato suggerito per φ. 






Vτ β λ=                                                                      (33) 
 
Questa equazione è stata ottenuta modificando la seguente espressione 
per le tensioni tangenziali fra una trave in c.a. rinforzata all’intradosso 
con lastre d’acciaio originariamente proposta da Jones e al. [19]: 
 
0Vτ λ=                                                                                     (34) 
 









λ = −                                                             (35) 
 
in cui xtrc,c è la distanza dal lembo compresso dell’asse neutro di una 
sezione fessurata omogeneizzata a calcestruzzo. Nell’ Eq. (33), il 
fattore β è stato introdotto per tenere in conto delle variabili che hanno 
un’influenza significativa sulle tensioni tangenziali all’interfaccia tra 




della lastra, la geometria della sezione e la natura del carico ed è 
basato su uno studio parametrico usando un modello numerico che ha 
considerato lo scorrimento (slip) tra la lastra e la trave in c.a, 






β ×=                                                                      (36) 
 
Lo sforzo normale σy è collegato alla tensione tangenziale dalla 
seguente espressione ricavata da Roberts [17] 
 
2y RCσ τ=                                                                                (37) 
 
La forza di taglio nella trave, all’estremità della lastra che causa 



















2.6.3 Modello di Saadatmanesh e Malek 
Saadatmanesh e Malek [15] hanno sviluppato un modello di resistenza 
al debonding nella modalità con separazione del rivestimento in 
calcestruzzo per travi rinforzate con lastre in FRP basato sul 
presupposto che la crisi nel calcestruzzo di rivestimento è collegata 
con gli alti sforzi all’estremità della lastra. Dei tre sforzi presenti 
all’estremità della lastra d’intradosso, la tensione tagenziale τ e la 
tensione normale σy provengono da una soluzione in forma chiusa 
derivata da Malek e al. [20] mentre la tensione longitudinale proviene 
da un’analisi a flessione della sezione, considerando una sezione non 
fessurata. Questa soluzione in forma chiusa è stata derivata assumendo 
la seguente distribuzione quadratica per il momento flettente che può 
andar bene sia per carichi puntuali che per carichi uniformemente 
distribuiti: 
 
1 2 2 3( ) ( )M a x a a x a a= + + + +                                                  (40) 
 
Dove x è la distanza della lastra d’intradosso dalla relativa estremità di 
sinistra.  
Sotto questa distribuzione di momento flettente (Eq. (40)), la 
sollecitazione tangenziale interfacciale τ  a fine piastra è data da [20] 
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dove Itru,c è il momento d’inerzia della sezione fessurata rinforzata 
omogeneizzata a calcestruzzo e xtru,c è la distanza dal lembo compresso 
dell’asse neutro della sezione. La tensione normale σy all’estremità 
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β ∗ ⎛ ⎞= ⎜ ⎟⎜ ⎟⎝ ⎠
                                                                (48) 
 
dove Ic è il momento d’inerzia della sezione della trave e q il carico 
uniformemente distribuito se esiste. 
La tensione longitudinale σx alla base della trave in c.a., all’estremità 
della lastra d’intradosso, dovuta al momento flettente M0 può essere 
determinata con una analisi flessionale considerando sezioni non 
fessurate. Il momento flettente nella trave all’estremità della lastra è 
incrementato di una quantità Mm, definita come segue e attribuita alla 
massima tensione tangenziale interfacciale: 
 





Una volta che tutti e tre le componenti di tensione all’estremità della 
lastra sono state determinate, la tensione principale massima può 





x y x yσ σ σ σσ τ+ −⎛ ⎞ ⎛ ⎞= + +⎜ ⎟ ⎜ ⎟⎝ ⎠ ⎝ ⎠                                            (50) 
 
All’estremità della lastra, il calcestruzzo è sottoposto generalmente a 
tensione biassiale. Mentre la separazione del rivestimento in 
calcestruzzo si ritiene che accada quando la tensione principale 




1 0.295( )ct cf fσ = =                                                                (51). 
 
2.6.4 Modello di Tumialan e al. 
Tumialan e al. [21] hanno sviluppato un modello di resistenza per il 
debonding con separazione del rivestimento in calcestruzzo per travi 
rinforzate con lastre in FRP. Il loro modello in linea di principio è 
simile quello di Saadatmanech e Malek [15], in quanto le tensioni che 
agiscono all’estremità della lastra su un elemento di calcestruzzo (fig. 
5) sono determinate e verificate con criteri di rottura del calcestruzzo. 
La differenza sta in come queste tensioni sono determinate. Nel 
modello di Tumialan e al. [21] le tensioni normali e tangenziali 
all’estremità della lastra sono determinate a partire dalla soluzione di 













2y RCσ τ=                                                                                 (53) 
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Il fattore 1RC  differisce da CR1 in [17] in quanto l’asse neutro e il 
momento d’inerzia corrispondente qui è considerato su una sezione 
non fessurata trasformata a calcestruzzo mentre l’altro fattore è riferito 
a sezione fessurata omogeneizzata nel materiale della lastra. Di 
conseguenza, il rapporto Efrp/Ec è incluso nella Eq. (52). La tensione 
longitudinale σx alla base della trave in c.a. all’estremità della piastra, 
inoltre è determinata con un’analisi flessionale con sezione non 
fessurata. Tuttavia, la componente supplementare indotta dalla 
tensione tangenziale interfacciale come considerato da Saadatamanesh 
e Malek [15] nell’Eq. (49) non è stato qui inclusa. 
Una volta determinati gli sforzi all’estremità della lastra, la tensione 
principale massima σ1 può essere determinata facilmente usando l’Eq. 
(50). La crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo si 
ritiene che accada quando la tensione principale massima raggiunge il 




Le modalità di debonding all’estremità della lastra più comuni, che si 
sono riscontrate nelle prove in travi rinforzate all’intradosso con lastre 




o con la modalità del debonding interfacciale. Di conseguenza sono 
stati esaminati dodici modelli per determinare i carichi che provocano 
tale crisi, di cui sette relativi a travi in c.a. con rinforzi in FRP e 
cinque per travi rinforzate con lastre in acciaio. Tutti questi modelli 
sono stati analizzati e classificati sulla base dell’approccio teorico 
utilizzato in tre categorie: (a) modelli basati sulla capacità di 
resistenza a taglio; (b) modelli del dente in calcestruzzo; (c) modelli 
basati sugli sforzi interfacciali. Ogni modello è stato presentato 
usando una notazione costante per facilitare i futuri confronti 
trasversali. In più è stata chiarita la base teorica di ogni modello. Nel 
capitolo successivo ciascuno di questi dodici modelli verrà valutato 
utilizzando una grossa quantità di dati, assemblata facendo riferimento 
a un ampio studio della letteratura esistente, relativi a travi in c.a. in 





Travi in CA con rinforzi in FRP: confronti teorico-sperimentali 
 
3.1 Introduzione e considerazioni preliminari 
Lo scopo che ci proponiamo ora è quello di fornire una completa 
valutazione dei punti di forza e delle debolezze di tutti e dodici 
modelli. A tal fine si farà riferimento ad una grande base di dati 
relativa a prove sperimentali effettuate su 59 travi in cui la crisi si è 
verificata con il meccanismo del debonding di fine lastra. Questa 
grande base di dati è stata assemblata con attenzione facendo 
riferimento alla letteratura esistente. Saranno presentati sia confronti 
statistici che comparazioni grafiche fra i risultati delle prove e le 
previsioni dei vari modelli. Inoltre viene analizzato un nuovo semplice 
modello di debonding molto interessante rispetto a quelli già 
esaminati. 
Sorprendentemente nessuno studio che fornisca un confronto tra 
almeno due modelli è stato trovato nella letteratura pubblicata, 
sebbene i presupposti e gli approcci su cui si basano i vari modelli 
siano chiaramente differenti. Inoltre molti di questi modelli sono stati 
proposti sulla base di un numero limitato di prove, spesso effettuate 
soltanto dagli autori stessi. 
In questo capitolo puntiamo a colmare tali lacune, vale a dire la 
mancanza di informazioni sulle prestazioni dei vari modelli 
effettuando inoltre dei confronti tra gli stessi, basandoci su una grande 
e affidabile base di dati, nonché un’analisi dei punti di forza e delle 
debolezze. Saranno presentati sia i confronti statistici che grafici fra i 
risultati delle prove e le previsioni dei modelli. Verrà inoltre 
esaminato un nuovo semplice modello che fornisce risultati migliori 




capitolo i risultati ottenuti sono applicabili a ogni tipo di trave anche 
se per semplificare la presentazione sono state esplicitamente 
considerate solo travi semplicemente appoggiate. Tutti i dati relativi a 
travi semplicemente appoggiate, presenti nella letteratura pubblicata 
che siano sufficientemente documentati per il presente scopo sono 
stati inclusi nella presente base di dati. 
 
3.2 Criteri di selezione per la costruzione di un nuovo database 
In questo capitolo i dati sperimentali sono assemblati con chiari criteri 
di selezione. Per l’inclusione nel database devono essere soddisfatte le 
seguenti proprietà: (a) la crisi deve avvenire per debonding di 
estremità della lastra; (b) la lastra di FRP non è né pretesa né ancorata 
in alcun modo; (c) la trave non è mai stata caricata prima di essere 
sottoposta alla prova per valutare il carico che porta al debonding; (d) 
sono forniti sufficienti particolari relativi alla geometria e ai materiali 
per permettere di utilizzare i risultati con fiducia. Una vasta ricerca 
della letteratura attuale con questi criteri di selezione ha portato ad una 
base di dati composta da 59 risultati relativi a 14 studi. Questa base di 
dati, è molto più grande di quella usata per sviluppare i modelli di 
resistenza a debonding esistenti per travi in c.a. rinforzate con FRP e 
fornisce una base solida per valutare le prestazioni dei modelli 
esistenti. Il criterio (c) è stato usato per dare maggiore robustezza al 
database dato che la maggior parte delle prove è stata effettuata senza 
precaricare le travi. La ricerca limitata su travi che sono state 
precaricate e completamente scaricate prima che venissero incollate le 
lastre di rinforzo sembra suggerire una lieve influenza del 
precaricamento sul carico di debonding all’estremità della lastra, 




3.2.1 Descrizione del database 
I dati delle prove sono stati raggruppati in tre gruppi, nel primo sono 
incluse le travi per le quali la crisi si è verificata per separazione del 
rivestimento in calcestruzzo (tabelle 3.7-3.9) (44 risultati), la seconda 
raggruppa travi per le quali la crisi è dovuta a debonding interfacciale      
all’estremità della lastra (tabella 3.10-3.12) (8 risultati) e un terzo 
gruppo in cui la crisi si è verificata in entrambi i modi (tabelle 3.13-
3.15) (7 risultati). Un esempio di tale crisi congiunta è rappresentato 
in Fig. 3.1. 
Figura 3.1-meccanismo di crisi con modalità combinata 
 
Tutti i risultati raccolti sono relativi a travi semplicemente appoggiate 
con sezione rettangolare semplicemente armate, caricate a flessione a 
tre o quattro punti e rinforzate all’intradosso con lastre a matrice 
polimerica e fibre in vetro o carbonio. Le fibre aramidiche non sono 
state incluse nelle prove. 
Le tabelle 3.7, 3.10 e 3.13 forniscono i particolari delle travi in 
cemento armato dove bc, h, ds, dsc, f'c, fcu, Ec e fct denotano 
rispettivamente la larghezza della trave, l’altezza, la distanza dal 
lembo compresso del baricentro dell’armatura tesa, la distanza dal 




cilindrica a compressione del calcestruzzo, la resistenza cubica a 
compressione del calcestruzzo, il modulo di elasticità del calcestruzzo 
e la resistenza cilindrica a trazione del calcestruzzo. Le tabelle 3.8, 
3.11 e 3.14 definiscono le proprietà dell’armatura di rinforzo della 
trave in cui Es, Esc e Eyv denotano rispettivamente i moduli di elasticità 
dell’acciaio teso, il modulo di elasticità dell’acciaio compresso e il 
modulo di elasticità del rinforzo a taglio (relativo alle sole staffe) 
mentre fys, fyc e fyv denotano le corrispondenti tensioni di snervamento 
e As, Asc e Asv le corrispondenti sezioni trasversali. Infine le tabelle 3.9, 
3.12 e 3.15 definiscono le proprietà geometriche e dei materiali del 
rinforzo dove Ea, ta, Efrp, ffrp, tfrp, bfrp e a denotano il modulo di 
elasticità dell’adesivo, lo spessore dell’adesivo, il modulo di elasticità 
del FRP, la resistenza a trazione del rinforzo nella direzione principale 
delle fibre, lo spessore e la larghezza del rinforzo e la distanza 
dall’appoggio dalla più vicina estremità della lastra di intradosso. Le 
tabelle 3.9, 3.12, 3.15 inoltre forniscono i particolari della 
configurazione di carico dove B, L e Vexp rappresentano la distanza 
dall’appoggio del più vicino carico applicato, la luce della trave, e la 
forza di taglio che causa il debonding all’estremità della lastra. 
 
3.2.2 Dati ipotizzati 
Molte delle fonti relative a travi in c.a. con rinforzi in FRP esaminate 
per una possibile inclusione nella base di dati non è stata potuta essere 
utilizzata, spesso per una scarsa descrizione della modalità di crisi o 
perché sono state omesse alcune importanti proprietà geometriche 
meccaniche dei materiali della trave, del rinforzo o dell’adesivo. 
Soltanto quelle prove nelle quali è stata sufficientemente descritta la 
modalità di crisi e per le quali sono state adeguatamente indicate le 




nella base di dati. Le uniche proprietà geometriche e dei materiali 
ipotizzate, se non specificate nella fonte originale, riguardano l’altezza 
del rivestimento in calcestruzzo che è pari al 10% dell’altezza della 
trave, il modulo elastico dell’adesivo, lo spessore dello strato adesivo 
e il modulo elastico dell’acciaio (200 GPa). Per quanto riguarda il 
modulo elastico Ec (in MPa) e della resistenza a trazione fct (in MPa) 
sono state adottate le espressioni fornite dal codice ACI [N2] in cui 
sono stati ricavati in funzione della resistenza a compressione 
cilindrica f'c (in MPa) come di seguito specificato: 
 
'4730c cE f=                                                                             (55) 
'0.53ct cf f=                                                                              (56) 
 
Per le travi per le quali è indicata la resistenza cubica a compressione 
fcu, si assume per la resistenza cilindrica un valore pari a 0,8fcu. 
Per travi con lastre pultruse in cui non è stato indicato lo spessore 
dello strato adesivo si assume per tale grandezza un valore pari a 2 
mm che è circa la media delle restanti travi con lastre pultruse (1,88 
mm da 32 prove). Ciò si ritiene sia il metodo più razionale per far si 
che vengano inclusi i risultati di queste prove nella base di dati e 
vengano minimizzati gli errori. Questa assunzione può ulteriormente 
essere giustificata osservando che ogni modello che è eccessivamente 
sensibile allo spessore dello strato adesivo è inadatto a essere 
utilizzato poiché tale spessore è difficile da controllare in cantiere 
oltre al fatto che si è notato avere un effetto limitato nelle prove di 
carico con crisi per debonding. 
Per travi rinforzate con lastre in FRP realizzate con la tecnica del wet 
lay-up, esistono più incertezze. In molte delle prove lo spessore della 




disponibile. Anche se in un piccolo numero di casi, sia lo spessore del 
solo strato di fibra tsheet che lo spessore lordo dello strato di fibra più 
l’adesivo applicato tfrp,g sono stati dati, solo lo spessore tsheet è stato 
dato nella maggior parte dei casi. Per i casi precedenti lo spessore 
dello strato adesivo e della lastra sono stati risolti utilizzando le 








−=                                                                         (57) 
f rp a sheett t t= +                                                                            (58) 
 
basata sull’assunzione che lo strato di fibre si trovi nel mezzo 
dell’adesivo e che lo strato adesivo esterno con le fibre formino lo 
spessore della lastra (fig. 3.2). 
 
Figura 3.2-complesso fibra-adesivo 
  
Negli altri casi, ta è stato assunto pari a 0,42 mm basato sulla misura di 
lastre campioni ricavate con strati di fibra in carbonio realizzate con la 
tecnica del wet lay-up e lo spessore tfrp della lastra, è stato ricavato con 
l’Eq. (58) per un singolo strato di FRP. Per i casi dove la lastra è 
formata da un certo numero di strati, lo spessore totale è stato ricavato 
moltiplicando il singolo strato per il rispettivo numero supponendo 
che lo spessore dell’adesivo tra due fogli sia ta. Si ritiene che tale 
procedura possa minimizzare l’incertezza sui dati delle prove esistenti. 
C’è ancora una volta da dire che i modelli di resistenza a debonding 
eccessivamente sensibili a questo tipo di incertezze sono poco adatti a 




difficilmente controllabili in cantiere o da definire con i calcoli. A 
causa di tutte queste incertezze i dati relativi a travi che utilizzano 
lastre realizzate con la tecnica del wet lay-up sono stati tenuti distinti 
da quelli con lastre pultruse nei confronti. 
In più, in molti studi il modulo elastico dell’adesivo non è stato 
indicato. In questi casi, è stato considerato pari a 8500 MPa che è 
circa la media ricavata dai valori delle prove in cui tale valore è stato 
indicato (8697 MPa relativo alla media di 37 prove). 
 
3.3 Momento ultimo teorico 
Nel valutare i modelli di resistenza a debonding, è stato considerato 
come valore di riferimento il momento ultimo teorico della sezione 
rinforzata senza tenere conto della possibilità di debonding. In questo 
articolo tale momento è stato valutato utilizzando le equazioni date in 
Teng e al. [22]. Queste equazioni sono state sviluppate nel quadro del 
“British code for concrete design” [N3], supponendo che la trave vada 
in crisi o per rottura del rinforzo in FRP o per schiacciamento del 
calcestruzzo senza prematuro debonding, rimane inoltre l’ipotesi di 
sezioni piane. Una differenza chiave fra una sezione normale in c.a. e 
una sezione con rinforzi in FRP è che il composito è un materiale che 
ha un comportamento elastico-lineare fragile, perciò quando la crisi 
avviene per rottura del rinforzo probabilmente il calcestruzzo non ha 
raggiunto la deformazione ultima di progetto che secondo le BS 8110 
è pari a 0,0035. Di conseguenza non è valida la semplificazione che 
prevede lo stress block come previsto dal codice [29]. Invece, la curva 
ideale sforzo-deformazione come suggerito dal BS 8110 è stata 





3.4 Considerazioni generali 
Le tabelle 3.1-3.6 presentano gli indici statistici caratteristici delle 
prove di resistenza a debonding per tutti i dodici modelli esaminati nel 
capitolo precedente, relativamente ai casi in cui si ha separazione del 
rivestimento in calcestruzzo e a tutti i casi in cui si hanno esiti 
combinati (separazione del rivestimento, debonding interfacciale 
all’estremità della lastra e modalità miste di debonding). In particolare 
le tabelle 3.1 e 3.4 sono per le lastre pultruse e wet lay-up, le tabelle 
3.2 e 3.5 sono riferite solo alle lastre pultruse e le tabelle 3.3 e 3.6 
sono relative solo alle lastre wet lay-up. Un’analisi statistica separata 
non è stata intrapresa per i risultati relativi a debonding interfacciale 
all’estremità della lastra (8 risultati) o per i casi in cui si ha una 
modalità combinata di crisi (7 risultati) a causa del piccolo numero di 
tali risultati disponibili dalle prove. 
Si dovrebbe notare che i modelli di Jansze, Ahmed e van Gemert, 
Saadatmanesh e Malek e Tumialan e al. non possono essere usati per 
le lastre che terminano sull’appoggio. Queste limitazioni si spiegano 
























Shear capacity based 
models 
Oehlers  2.35 0.49 21% 99.7% 44 
 Jansze  1.50 0.45 30% 87% 39 
 Ahmed and van Gemert  1.15 0.25 21% 73% 39 
 New model (Vdb,end =1.4 Vc) 1.67 0.35 21% 97.2% 44 
 New model (Vdb,end =1.5 Vc) 1.56 0.33 21% 95.6% 44 
Concrete tooth models Raoof and Zhang: Lower  1.47 0.52 36% 81% 44 
 Raoof and Zhang: Upper  1.06 0.31 29% 57% 44 
 Wang and Ling: Lower  1.20 0.35 29% 72% 44 
 Wang and Ling: Upper  0.88 0.16 18% 22% 44 
 Raoof and Hassanen I: 
Lower  
1.61 0.65 41% 82% 44 
 Raoof and Hassanen I: 
Upper  
1.13 0.43 38% 62% 44 
 Raoof and Hassanen II: 
Lower  
1.57 0.60 38% 83% 44 
 Raoof and Hassanen II: 
Upper  
1.09 0.35 32% 60% 44 
Interfacial stress based 
models 
Ziraba et al. I  4.89 3.64 74% 86% 44 
 Ziraba et al. II  1.63 0.55 34% 87% 44 
 Varastehpour and Hamelin  0.59 0.20 34% 2% 44 
 Saadtmanesh and Malek  3.24 2.83 87% 79% 39 
 Tumialan et al.  1.83 1.28 70% 74% 39 
Tabella 3.1-confronto teorico-sperimentale, indici statistici per crisi con separazione del 
rivestimento in calcestruzzo: lastre pultruse e del tipo wet lay up 
 









Shear capacity based 
models Oehlers  2.09 0.27 13% 100% 25 
 Jansze  1.21 0.35 29% 73% 23 
 Ahmed and van Gemert  1.06 0.23 22% 60% 23 
 New model (Vdb,end =1.4 Vc) 1.48 0.18 12% 99.6% 25 
 New model (Vdb,end =1.5 Vc) 1.38 0.17 12% 98.8% 25 
Concrete tooth models Raoof and Zhang: Lower  1.32 0.38 28% 81% 25 
 Raoof and Zhang: Upper  0.95 0.26 27% 42% 25 
 Wang and Ling: Lower  1.12 0.27 24% 68% 25 
 Wang and Ling: Upper  0.81 0.13 16% 7% 25 
 Raoof and Hassanen I: Lower  1.41 0.36 25% 88% 25 
 Raoof and Hassanen I: Upper  0.96 0.21 22% 43% 25 
 Raoof and Hassanen II: Lower  1.43 0.42 30% 84% 25 
 Raoof and Hassanen II: Upper  0.96 0.23 24% 43% 25 
Interfacial stress based 
models Ziraba et al. I  3.54 3.25 92% 78% 25 
 Ziraba et al. II  1.54 0.45 29% 89% 25 
 Varastehpour and Hamelin  0.57 0.14 25% 0% 25 
 Saadtmanesh and Malek  2.99 3.30 110% 73% 23 
 Tumialan et al.  1.63 1.53 94% 66% 23 
Tabella 3.2-confronto teorico-sperimentale, indici statistici per crisi con separazione del 
rivestimento in calcestruzzo: lastre pultruse 
 
Dei 12 modelli di resistenza a debonding, il modello I di Ziraba e al. e 
il modello Varastehpour e Hamelin sono adatti per il debonding 




per la crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo, mentre i 
rimanenti modelli basati sugli sforzi interfacciali e tutti quelli basati 
sulla resistenza a taglio sembrano essere adatti a interpretare entrambi 
i meccanismi ossia la crisi con separazione del rivestimento in 
calcestruzzo e il debonding interfacciale di estremità, anche se la loro 
applicabilità in quest’ultimo caso non è stata chiaramente dichiarata 
dagli autori nella descrizione di questi modelli. 
 
3.4.1 Crisi con separazione del rivestimento in cacestruzzo: 
modelli con prestazioni migliori 
I migliori risultati statistici per la crisi con separazione del 
rivestimento in calcestruzzo, basati sui risultati delle tabelle 3.1-3.3 in 
termini di previsioni sicure e di corrispondenza del modello ai risultati 
sperimentali, sono dati Oehlers, Ziraba e al. (modello II), Jansze, 
Raoof e Zhang (previsioni del limite inferiore) e Raoof e Hassanen 
(previsione del limite inferiore di entrambi i loro modelli). 









Shear capacity based 
models Oehlers  2.69 0.51 19% 100% 19 
 Jansze  1.91 0.18 9.7% 100% 16 
 Ahmed and van Gemert  1.28 0.21 16% 90.7% 16 
 New model (Vdb,end =1.4 Vc) 1.92 0.36 19% 99.4% 19 
 New model (Vdb,end =1.5 Vc) 1.79 0.34 19% 99% 19 
Concrete tooth models Raoof and Zhang: Lower  1.66 0.63 38% 85% 19 
 Raoof and Zhang: Upper  1.20 0.33 27% 72% 19 
 Wang and Ling: Lower  1.30 0.41 32% 76% 19 
 Wang and Ling: Upper  0.97 0.15 15% 43% 19 
 Raoof and Hassanen I: Lower  1.87 0.85 46% 85% 19 
 Raoof and Hassanen I: Upper  1.35 0.54 40% 74% 19 
 Raoof and Hassanen II: Lower  1.76 0.74 42% 85% 19 
 Raoof and Hassanen II: Upper  1.25 0.41 33% 73% 19 
Interfacial stress based 
models Ziraba et al. I  6.67 3.43 51% 95.1% 19 
 Ziraba et al. II  1.74 0.66 38% 87% 19 
 Varastehpour and Hamelin  0.60 0.26 43% 7% 19 
 Saadtmanesh and Malek  3.59 2.02 56% 90.1% 16 
 Tumialan et al.  2.10 0.76 36% 92.6% 16 
Tabella 3.3-confronto teorico-sperimentale, indici statistici per crisi con separazione del 





Analizzando i dati in tabella 3.1 che combina i dati delle piastre 
pultruse e con quelle realizzate con la tecnica del wet lay-up, il meno 
cauto (un-conservative Mexp/Mdb<1) tra i modelli migliori è quello di 
Raoof e Zhang che fornisce un limite basso del percentile pari al 81%, 
mentre il risultato più cauto (conservative Mexp/Mdb>1) è quello 
fornito da Oehlers che mostra un percentile del 99.7%. Il modello di 
Oelhers inoltre  considerando il coefficiente di variazione presenta la 
dispersione minore, seguita dal modello di Jansze. Le previsioni di 
entrambi i modelli di Raoof e Hassanen (previsioni del limite 
inferiore) presentano un’elevata dispersione, con coefficienti di 
variazione di circa il 40%. 









Shear capacity based 
models Oehlers  2.25 0.53 24% 99% 59 
 Jansze  1.41 0.46 33% 81% 54 
 Ahmed and van Gemert  1.02 0.29 27% 60% 53 
 New model (Vdb,end =1.4 Vc) 1.60 0.38 24% 94.2% 59 
 New model (Vdb,end =1.5 Vc) 1.49 0.36 24% 92.7% 59 
Concrete tooth models Raoof and Zhang: Lower  1.44 0.48 33% 82% 59 
 Raoof and Zhang: Upper  1.04 0.28 27% 56% 59 
 Wang and Ling: Lower  1.14 0.34 30% 66% 59 
 Wang and Ling: Upper  0.87 0.16 19% 21% 59 
 Raoof and Hassanen I: Lower  1.55 0.59 38% 82% 59 
 Raoof and Hassanen I: Upper  1.09 0.38 35% 59% 59 
 Raoof and Hassanen II: Lower  1.49 0.55 37% 82% 59 
 Raoof and Hassanen II: Upper  1.05 0.32 31% 56% 59 
Interfacial stress based 
models Ziraba et al. I  4.36 3.43 79% 84% 59 
 Ziraba et al. II  1.57 0.52 33% 86% 59 
 Varastehpour and Hamelin  0.57 0.19 33% 1% 59 
 Saadtmanesh and Malek  2.75 2.59 97% 75% 54 
 Tumialan et al.  1.58 0.20 76% 68% 54 
Tabella 3.4-confronto teorico-sperimentale, indici statistici per tutte le modalità di crisi di 
fine lastra: lastre pultruse e del tipo wet lay up 
  
 
Se si esaminano i dati relativi alle sole lastre pultruse (tabella 3.2), gli 
stessi 6 modelli già identificati sopra rimangono i migliori. Le 
previsioni del modello di Oehlers rimangono le più caute 
(conservative) e quelle che presentano la dispersione minore. Il grado 




di dispersione compresi tra il 22% e il 30%. Il modello di Jansze è il 
meno cauto (un-conservative), con un percentile pari al 87%. 
Se si esaminano i dati relativi alle sole lastre wet lay-up (tabella 3.3), 
il modello di Jansze risulta essere il modello migliore, con il 
coefficiente 
 









Shear capacity based 
models Oehlers  2.00 0.32 16% 99.9% 37 
 Jansze  1.15 0.31 27% 69% 35 
 Ahmed and van Gemert  0.99 0.28 28% 48% 34 
 New model (Vdb,end =1.4 Vc) 1.41 0.22 16% 97% 37 
 New model (Vdb,end =1.5 Vc) 1.32 0.21 16% 94% 37 
Concrete tooth models Raoof and Zhang: Lower  1.31 0.35 27% 81% 37 
 Raoof and Zhang: Upper  0.95 0.23 24% 41% 37 
 Wang and Ling: Lower  1.06 0.27 26% 58% 37 
 Wang and Ling: Upper  0.81 0.13 16% 8% 37 
 Raoof and Hassanen I: Lower  1.39 0.34 25% 87% 37 
 Raoof and Hassanen I: Upper  0.96 0.20 21% 42% 37 
 Raoof and Hassanen II: Lower  1.38 0.38 28% 84% 37 
 Raoof and Hassanen II: Upper  0.94 0.21 22% 39% 37 
Interfacial stress based 
models Ziraba et al. I  3.06 2.82 92% 77% 37 
 Ziraba et al. II  1.46 0.41 28% 87% 37 
 Varastehpour and Hamelin  0.57 0.14 25% 0% 37 
 Saadtmanesh and Malek  2.37 2.83 119% 69% 35 
 Tumialan et al.  1.34 1.32 99% 60% 35 
Tabella 3.5-confronto teorico-sperimentale, indici statistici per tutte le modalità di crisi di 






























Shear capacity based 
models Oehlers  2.68 0.55 21% 99.9% 22 
 Jansze  1.89 0.26 14% 100% 19 
 Ahmed and van Gemert  1.24 0.24 19% 84% 19 
 New model (Vdb,end =1.4 Vc) 1.91 0.39 21% 99% 22 
 New model (Vdb,end =1.5 Vc) 1.78 0.37 21% 98.4% 22 
Concrete tooth models Raoof and Zhang: Lower  1.65 0.59 36% 87% 22 
 Raoof and Zhang: Upper  1.20 0.30 25% 74% 22 
 Wang and Ling: Lower  1.28 0.40 31% 75% 22 
 Wang and Ling: Upper  0.97 0.16 17% 42% 22 
 Raoof and Hassanen I: Lower  1.80 0.81 45% 84% 22 
 Raoof and Hassanen I: Upper  1.31 0.51 39% 73% 22 
 Raoof and Hassanen II: Lower  1.69 0.71 42% 83% 22 
 Raoof and Hassanen II: Upper  1.22 0.40 32% 71% 22 
Interfacial stress based 
models Ziraba et al. I  6.55 3.28 50% 95.5% 22 
 Ziraba et al. II  1.75 0.63 36% 88% 22 
 Varastehpour and Hamelin  0.58 0.25 43% 5% 22 
 Saadtmanesh and Malek  3.45 1.95 57% 90% 19 
 Tumialan et al.  2.01 0.77 38% 91.6% 19 
Tabella 3.6-confronto teorico-sperimentale, indici statistici per tutte le modalità di crisi di 
fine lastra: lastre del tipo wet lay up 
 
di variazione più basso (9,7%) e previsioni caute per tutti i casi. Il 
modello di Oeheler è anch’esso cauto in tutti i casi ed ha il secondo 
coefficiente di variazione più basso. I restanti modelli con 
performance migliori dimostrano tutti un alto grado di dispersione che 
varia tra il 38%-46%, con percentili compresi in un range tra il 13% e 
il 15%. 
Sulle base delle caratteristiche fornite nelle tabelle 3.1-3.3 si può 
concludere che il modello di Oehelers è il migliore tra quelli 
analizzati, anche se può essere considerato eccessivamente cauto 
come indicato dai relativi alti valori medi tra la prova e i carichi di 
debonding previsti (tabelle 3.1-3.3). 
 
3.4.2 Crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo: 
modelli con prestazioni peggiori  
I modelli di Raoof e Zhang (previsioni del limite superiore), 




(entrambi i limiti superiore e inferiore), Ahmed e van Gemert, 
Tumialan e al., e il modello I di Ziraba e al. danno prestazioni scadenti 
(tabelle 3.1-3.3). 
Esaminando i dati combinati relativi ai due tipi di lastre (tabella 3.1), 
le previsioni del modello di Varastehpour e Hamelin sono fortemente 
non caute con percentili pari al 2% che significa che le previsioni sono 
un-conservative in quasi tutti i casi. D’altra parte, il modello I di 
Ziraba  soffre di un’elevata dispersione essendo il coefficiente di 
variazione pari al 74%. Questi due modelli sviluppati per il debonding 
interfacciale all’estremità della lastra non sono così adatti a prevedere 
la crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo. Anche le 
previsioni del limite superiore nei modelli del dente non sono 
affidabili. I modelli basati sullo sforzo interfacciale di Saadatmanesh e 
Malek e Tumialan e al. hanno elevate dispersioni, con il primo che ha 
il più alto coefficiente di variazione tra tutti i modelli (87%). I 
modello di Ahmed  e van Gemert e del limite inferiore di Wang e Ling 
mostrano performance più ragionevoli. 
Considerando separatamente i dati per le diverse lastre (tabelle 3.2-
3.3) per questi modelli con prestazioni inferiori si notano dei 
comportamenti differenti come ad esempio in Ahmed e van Gemert 
basato sul metodo della resistenza a taglio, e modificato da Jansze, in 
cui si nota un basso percentile per lastre pultruse (tabella 3.2) ma 
risulta essere soddisfacente per lastre del tipo wet lay-up (tabella 3.3). 
I modelli del dente con prestazioni inferiori mostrano generalmente 
delle dispersioni elevate (eccetto il modello del limite superiore di 
Wang e Ling) ma elevati percentili sia nel caso di lastre pultruse che 
wet lay-up, ma rimangono ugualmente poco cauti per far si che 
possano essere utilizzati in fase di progettazione per lastre wet lay-up. 
Per quanto riguarda i modelli relativi agli sforzi interfacciali, tra quelli 




risultati peggiori in termini di percentili per i due tipi di lastre, ma con 
un grado di dispersione maggiore per lastre del tipo wet lay-up. Gli 
altri modelli basati sugli sforzi interfacciali mostrano risultati migliori 
per le lastre wet lay-up rispetto a quelle pultruse sia in termini di 
coefficiente di variazione che di percentili. Infatti per piastre wet lay-
up, Tumialan e al. e il modello I di Ziraba e al. mostrano prestazioni 
paragonabili con quelle dei modelli migliori. 
 
3.4.3 Risultati complessivi 
Le prestazioni statistiche di tutti e 12 modelli valutate usando tutti i 
risultati delle prove includendo quindi 8 risultati relativi a debonding 
interfacciale all’estremità della lastra e 7 risultati con modalità 
combinata di crisi sono indicati nelle tabelle 3.4-3.6. Dodici di questi 
quindici risultati sono relativi a lastre pultruse mentre soltanto tre per 
quelle del tipo wet lay-up. L’inclusione di questi risultati 
supplementari ha un effetto limitato sugli indici statistici utilizzati per 
l’analisi dei vari modelli, con un lieve degrado dei risultati (per 
esempio il modello di Oehler). Per quanto riguarda i risultati relativi 
alla modalità combinata di crisi di estremità, basato sulle statistiche 
nelle tabelle 3.4-3.6, si ha che i modelli con risultati migliori e quelli 
con performance peggiori sono gli stessi di quelli in cui si ha la sola 





3.5 Considerazioni generali sui confronti grafici fra i modelli di 
resistenza 
I confronti grafici tra i risultati delle prove sono forniti nelle figure 
3.3-3.14, dove i dati sono stati differenziati sia in base al tipo di lastra 
che al tipo di crisi. In queste figure, Mu è il momento ultimo teorico 
della sezione rinforzata trascurando l’influenza del debonding, Mexp è 
il momento sperimentale massimo nella trave che porta a crisi per  
 
 
debonding e Mdb è il corrispondente momento di debonding previsto  
Figura 3.4-confronto tra i risultati 
sperimentali e le previsioni del modello di 
Jansze
 Figura 3.3-confronto tra i risultati 
sperimentali e le previsioni del modello di 
Oheler  
Figura 3.5-confronto tra i risultati 
sperimentali e le previsioni del modello di 




dai vari modelli. Le illustrazioni riportate seguono l’ordine dato nella 
descrizione dei vari modelli nel capitolo precedente: (a) modelli basati 
sulla resistenza a taglio, vale a dire quelli di Oehlers (fig.3.3), Jansze 
(fig.3.4), Ahmed e van Gemert (fig. 3.5); (b) modelli del dente in 
calcestruzzo, cioè Raoof e Zhang (sia del limite inferiore che 
superiore) (fig.3.6), Wang e Ling (sia del limite inferiore che 
superiore) (fig.3.7), Raoof e Hassanen (modello I, sia il limite 
inferiore che superiore) (fig.3.8), Raoof e Hassanen (modello II, sia il 
limite inferiore che superiore) (fig.3.9), (c) modelli degli sforzi 
interfacciali, vale a dire quelli di Ziraba e al. (modello I) (fig.3.10), 
Ziraba e al. (modello II) (fig.3.11), Varastehpour e Hamelin (fig. 
3.12), Saadatmanesh e Malek (fig.3.13), Tumialan e al.  (fig.3.14). 
 
3.5.1 Modelli basati sulla capacità di resistenza a taglio 
Il modello di Oehlers (fig.3.3) è il più cauto (conservative) sia per le 
lastre pultruse che per quelle del tipo wet lay-up. Le crisi con 
separazione del rivestimento in calcestruzzo vengono previste in 
maniera più cauta che quelle con debonding interfacciale all’estremità 
della lastra. Tale modello è eccessivamente cauto, infatti persino il 
risultato di prova più basso è circa il 40% superiore alle previsioni di 
questo modello. 
Il modello di Jansze (fig.3.4) è più cauto per le lastre wet lay-up 
rispetto a quelle pultruse. Le relative previsioni sono inoltre più caute 
per le crisi con sola separazione del rivestimento che per tutte le altre 
modalità. Molti dei risultati delle prove sono più bassi delle previsioni 
del modello, con il risultato più basso che è circa il 65% delle 
previsioni. Tuttavia le previsioni sono sicure solamente per le lastre 




Le previsioni di Ahmed e van Gemert sono pericolose per tutte le 
modalità di crisi e per tutti i tipi di lastre (fig. 3.5). 
 
3.5.2 Modelli basati sul dente in calcestruzzo 
La figura 3.6 mostra per il modello di Raoof e Zhang  sia 
relativamente al limite inferiore (fig.3.6a) che superiore (fig.3.6b), si 
può osservare che non esistono chiare differenze per i diversi tipi di 
lastre e modalità di crisi. Inoltre, le medie dei confronti teorico 
sperimentali nei casi di crisi con sola separazione del rivestimento o in 
tutti gli altri casi sono simili. Di conseguenza, il fatto che il modello 
sia stato sviluppato per la previsione di crisi con separazione del 
rivestimento non appare coerente con le relative prestazioni indicate in 
figura 3.6. Le previsioni per tutte le modalità di crisi ed entrambi i tipi 
di lastra sono disperse per entrambi i modelli di Raoof e Hassanen (sia 
per il limite superiore che inferiore) (figure 3.8 e 3.9). Per alcune travi 
del tipo wet lay-up le previsioni dei due modelli sono fortemente 
caute. Le previsioni del limite superiore di entrambi i modelli sono più 
basse dei risultati delle prove in molti casi. Le previsioni del limite 
inferiore danno risultati non sicuri soltanto in due prove. Dovrebbe 
essere notato che alcune delle previsioni del limite superiore di 
entrambi i modelli di Raoof e Hassanen (figure 3.8 e 3.9) eccedono il 





















Figura 3.6a-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello del limite inferiore di 
Raoof e Zhang  
Figura 3.6b-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello del limite superiore di 
Raoof e Zhang  
Figura 3.7a-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello del limite inferiore di 
Wang e Ling  
 
Figura 3.7b-confronto tra i risultati sperimentali 
e le previsioni del modello del limite superiore di 










3.5.3 Modelli basati sugli sforzi interfacciali 
Le previsioni del modello di Ziraba e al. I sono chiaramente in larga 
misura molto sparse (fig.3.10) per crisi con separazione del 
Figura 3.8a-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello del limite inferiore di 
Raoof e Hassanen I  
Figura 3.8b-confronto tra i risultati sperimentali 
e le previsioni del modello del limite inferiore di 
Raoof e Hassanen I 
Figura 3.9a-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello del limite inferiore di 
Raoof e Hassanen II    
Figura 3.9b-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello del limite inferiore di 




rivestimento in calcestruzzo. Le prestazioni relativamente alla 
modalità di crisi per cui il modello è stato predisposto, cioè il 
debonding interfacciale di fine lastra, sono migliori e generalmente 
caute, con dispersioni molto più piccole. Inoltre il modello mostra dei 
risultati ragionevoli se comparato con i dati sperimentali per la 
modalità combinata di debonding. Il modello sembra essere più adatto 
per lastre pultruse, sia per quanto riguarda il debonding interfacciale 
di fine lastra che la modalità combinata. Ciò può essere attributo al 
fatto che il modello è basato sui risultati delle prove di travi rinforzate 
con lastre d’acciaio, che sono molto più simili a travi rinforzate con 
lastre pultruse che del tipo wet lay-up.  
Le previsioni del modello II di Ziraba e al. (fig.3.11) sono meno 
disperse che quelle del modello I di Ziraba e al., ma sono molto unsafe 
(Mexp/Mdb<1) per 5 casi, sollevando il dubbio circa l’affidabilità del 
modello. Per crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo, il 
modello II fornisce previsioni più caute per travi con lastre del tipo 
wet lay-up che per quelle pultruse. È interessante notare che per il 
debonding interfacciale all’estremità della lastra, il modello II fornisce 
previsioni migliori del modello I che è stato specificatamente 
sviluppato per tale tipo di crisi. Tutte le previsioni di Varastehpour e 
Hamelin (fig.3.12) hanno un rapporto Mexp/Mdb inferiore a uno e sono 
quindi non cauti. Le previsioni sono inoltre disperse per tutte le 
modalità di crisi ed entrambi i tipi di lastre. 
Sia i risultati di Saadatmanesh e Malek (fig.3.13) e di Tumialan e al. 
(fig.3.14) presentano dispersione elevata. Entrambi forniscono 
previsioni caute quando sono considerate soltanto lastre del tipo wet 
lay-up. Per travi con lastre pultruse, circa la metà delle previsioni sono 
un-conservative. In particolare, per travi con lastre che terminano 




predicono carichi di debonding che sono in modo non realistico 
elevati. 
 
Figura 3.10-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello di Ziraba e al. I  
Figura 3.11-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello di Ziraba e al. II  
Figura 3.12-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello di Varastehpour e 
Hamelin  
Figura 3.13-confronto tra i risultati sperimentali e 







3.6 New Model 
Dei sei modelli con prestazioni migliori, il modello di Oehlers è quello 
che dà risultati più sicuri, e affidabili ma fornisce previsioni 
eccessivamente caute per la progettazione quando si considerano i dati 
relativi alla sola separazione del rivestimento in calcestruzzo o quando 
tutti i dati sono considerati insieme (Tabelle 3.1-3.6), nonostante sia 
stato sviluppato per travi in c.a. placcate in acciaio. Inoltre ha 
generalmente la più piccola dispersione quindi un nuovo modello 
viene proposto modificando quello di Oehlers. Da notare che dei 6 
modelli con prestazioni migliori, tre di questi [7, 13, 23] mettono in 
relazione la resistenza al debonding con la resistenza a taglio del 
calcestruzzo in una trave in cemento armato, mentre gli altri tre 
appartengono ai modelli del dente in calcestruzzo con soltanto piccole 
differenze tra di loro. L’approccio basato sulla resistenza a taglio, 
indipendentemente dalle tre teorie proposte (shear capacity based 
models, concrete tooth models, interfacial stress based models), 
Figura 3.14-confronto tra i risultati sperimentali e 
le previsioni del modello di Tumialan e al.   





sembra essere una soluzione interessante, e questo è un altro motivo 
per lo sviluppo di questo nuovo modello basato su quello di Oehlers. 
Le equazioni di tale modello (1)-(3) sono state fornite nel capitolo 
precedente. 
Nella figura 3.15, sono riportati i dati relativi all’Eq. (3) rispetto ai 
dati sperimentali per travi rinforzate con FRP in cui si è differenziato 
in base alla modalità di crisi ossia separazione con rivestimento del 
calcestruzzo, debonding interfacciale all’estremità della lastra e 
modalità combinata. In più sono stati inseriti 8 risultati forniti da Ross 
e al. [24] (Tabelle 3.16-3.18) relativi a travi in cui si è avuta crisi per 
debonding interfacciale di estremità nell’adesivo. Ulteriori 
osservazioni su questi risultati sono date in seguito. 
Questo diagramma mostra che nessuna interazione sembra esistere fra 
il momento e la forza di taglio, e la forza di taglio a crisi è sempre più 
grande di Vdb,s(Vc) prevista dall’Eq. (2) nel capitolo precedente (fig. 
3.15). Di conseguenza, il seguente semplice modello di resistenza a 
debonding definito new model è espresso da: 
Vdb,end = η Vc                                                                             (59) 
Questa equazione con η=1,5 e Vc dato dall’Eq. (2) fornita nel capitolo 
precedente fornisce un percentile di 95,6 relativo ai dati con 
separazione del rivestimento in calcestruzzo (tabella 3.1) ed è indicata 
con una linea tratteggiata nella figura 3.15. Quando sono considerate 
tutte le modalità di crisi con esclusione dei dati di Ross e al. [24], 
η=1,4 fornisce un percentile di 94,0 (tabella 3.4) ed è indicato con una 
linea continua in figura 3.15. Nella pratica progettuale è suggerito un 
η=1,4 per tutte le modalità di crisi per debonding all’estremità della 
lastra. Da notare che i risultati delle prove forniti da Ross e al. [24], 
per travi in cui si è avuta crisi per debonding interfacciale all’estremità 
della lastra nell’adesivo, si trovano vicino o sotto il limite inferiore 




importante accertarsi che la crisi per debonding si presenti nel 
calcestruzzo tramite una adeguata preparazione delle superfici  e 
l’utilizzo di adesivi forti, altrimenti le raccomandazioni progettuali 
date possono condurre a previsioni pericolose. 
In questa fase, è necessario limitare la gamma di applicabilità del 
modello a quella dei dati raccolti in termini di grandezza del momento 
di fine lastra. È suggerito che il modello proposto possa essere usato 
solo quando Mdb,end/Mu≤0,67 come è approssimato dal limite superiore 
dei dati sperimentali. La scelta di questo rapporto come parametro è 
dovuta al fatto che un piccolo lavoro è richiesto per il calcolo di Mu, 
invece l’uso del rapporto Mdb,end/Mdb,f può essere considerato con il 
relativo limite di 0,78 (fig.3.15), ma questo richiederebbe la 
valutazione supplementare di Mdb,f. L’uso di Mdb,end/Mu sembra così 
essere preferibile a meno che non emergano prove contrarie. 
 
3.6.1 Vantaggi del new model 
Questo nuovo modello ha numerosi vantaggi rispetto a quelli valutati 
precedentemente ed è consigliato per un uso progettuale. Tra i 
vantaggi si ha:  
(a) è stato calibrato con una larga e affidabile base di  
dati relative a prove su travi rinforzate con FRP e fornisce un adeguato 
limite inferiore adatto a un uso progettuale (Tabelle 3.7-3.15); 
(b) il nuovo modello è semplice da applicare in quanto la resistenza a 
taglio del calcestruzzo nella trave in c.a. è nota o può essere valutata è 
perciò richiesto un lavoro ridotto per controllare il debonding di 
estremità; 
(c) Vc può essere valutato secondo qualunque codice nazionale o 
internazionale di progettazione e questo facilita l’inclusione del 




(d) tale modello risulta molto intuitivo per il progettista mettendo in 
relazione il debonding all’estremità della lastra con resistenza a taglio 
della trave. Anche se è la proposta migliore per un uso progettuale, la 
resistenza di debonding prevista, essendo soltanto il 40% superiore 
alla resistenza a taglio del calcestruzzo, può trasformarsi in un fattore 




























Reference Beam designation Concrete beam 















[10] C 152 305 251 0 39.8 49.8c 22754 3.3e 
 D 152 305 251 0 39.8 49.8c 22754 3.3e 
 G 152 305 251 0 43.0 53.8c 25512 3.5e 
 I 152 305 251 0 39.8 49.8c 22754 3.3e 
 M 152 305 251 0 43.0 53.8c 25512 3.5e 
[11] B2 100 100 84 16 42.4b 53.0  34000 3.5e 
 B4 100 100 84 16 42.4b 53.0 34000 3.5e 
 B6 100 100 84 16 42.4b 53.0 34000 3.5e 
[12] 1Au 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
 1Bu 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
 1B2u 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
 1Cu 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
 2Bu 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
 2Cu 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
[13] B1u,1.0 100 100 84 16 43.2b 54.0 31089d  3.5e 
 B2u,1.0 100 100 84 16 43.2b 54.0 31089d 3.5e 
 B1u,2.3 130 230 206 25 37.6b 47.0 29004d 3.2e 
[14] DF.2 125 225 193a 32a 46.0 57.5c 30000 3.6e 
 DF.3 125 225 193a 32a 46.0 57.5c 30000 3.6e 
 DF.4 125 225 193a 32a 46.0 57.5c 30000 3.6e 
[15] AF3 125 225 193a 32a 46.0 57.5c 30000 3.6e 
 CF2-1 125 225 193a 32a 46.0 57.5c 30000 3.6e 
 CF3-1 125 225 193a 32a 46.0 57.5c 30000 3.6e 
 CF4-1 120 225 193a 32a 46.0 57.5c 30000 3.6e 
[16] VR5 120 250 214a 34a  33.6 42.0c 27418d 3.1e 
 VR6 120 250 214a 34a 33.6 42.0c 27418d 3.1e 
 VR7 120 250 214a 34a 33.6 42.0c 27418d 3.1e 
 VR8 120 250 214a 34a 33.6 42.0c 27418d 3.1e 
 VR9 120 250 214a 34a 33.6 42.0c 27418d 3.1e 
 VR10 120 250 214a 34a 33.6 42.0c 27418d 3.1e 
[17] P2 150 300 257a 0 40.0 50.0c 29915d 3.4e 
 P3 150 300 257a 0 40.0 50.0c 29915d 3.4e 
 P4 150 300 257a 0 40.0 50.0c 29915d 3.4e 
 P5 150 300 257a 0 40.0 50.0c 29915d 3.4e 
[18] 2 150 250 205 45 35.4b 44.3 28158d 3.2e 
 6 150 250 205 45 39.9b 49.9 29885d 3.3e 
 7 150 250 205 45 37.6b 47.0 29004d 3.2e 
[19] A3 150 300 250 0 51.7 64.6c 34010d 3.8e 
 A8 150 300 250 0 51.7 64.6c 34010d 3.8e 
 C2 150 300 250 0 51.7 64.6c 34010d 3.8e 
[20] A950 120 150 120 34 25.7b 32.1 23970d 2.7e 
 A1100 120 150 120 34 25.7b 32.1 23970d 2.7e 
 A1150 120 150 120 34 25.7b 32.1 23970d 2.7e 
 B2 120 150 120 34 35.7b 44.6 28254d 3.2e 











Reference Beam designation Reinforcement 





















[10] C 200f 414 253 2-12.7 0 0 0 200 414 99 102 
 D 200f 414 253 2-12.7 0 0 0 200f 414 99 102 
 G 200f 414 253 2-12.7 0 0 0 200f 414 99 102 
 I 200f 414 253 2-12.7 0 0 0 200f 414 99 102 
 M 200f 414 253 2-12.7 0 0 0 200f 414 99 102 
[11] B2 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 50 
 B4 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 50 
 B6 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 50 
[12] 1Au 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 1Bu 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 1B2u 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 1Cu 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 2Bu 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 2Cu 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
[13] B1u,1.0 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 B2u,1.0 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 B1u,2.3 220 556 236 3-10 220 556 101 215 350 57 150 
[14] DF.2 185 568 151 3-8 195 553 57 195 553 57 100 
 DF.3 185 568 151 3-8 195 553 57 195 553 57 100 
 DF.4 185 568 151 3-8 195 553 57 195 553 57 100 
[15] AF3 185 568 101 3-8 195 553 57 195 553 57 71 
 CF2-1 185 568 129 2-8, 1-6 195 553 57 195 553 57 71 
 CF3-1 185 568 151 3-8 195 553 57 195 553 57 71 
 CF4-1 183 586 207 2-10, 1-8 195 553 57 195 553 57 71 
[16] VR5 200f 565 157 2-10 200f 738 57 200f 738 57 110 
 VR6 200f 565 157 2-10 200f 738 57 200f 738 57 110 
 VR7 200f 565 157 2-10 200f 738 57 200f 738 57 110 
 VR8 200f 565 157 2-10 200f 738 57 200f 738 57 110 
 VR9 200f 565 157 2-10 200f 738 57 200f 738 57 110 
 VR10 200f 565 157 2-10 200f 738 57 200f 738 57 110 
[17] P2 200f 500 308 2-14 0 0 0 200f 500 57 140 
 P3 200f 500 308 2-14 0 0 0 200f 500 57 140 
 P4 200f 500 308 2-14 0 0 0 200f 500 57 140 
 P5 200f 500 308 2-14 0 0 0 200f 500 57 140 
[18] 2 231 537 157 2-10 231 537 157 231 537 157 100 
 6 231 537 157 2-10 231 537 157 231 537 157 100 
 7 231 537 157 2-10 231 537 157 231 537 157 100 
[19] A3 207 427 792 4-15.9 0 0 0 207 427 143 125 
 A8 207 427 792 4-15.9 0 0 0 207 427 143 125 
 C2 207 427 792 4-15.9 0 0 0 207 427 143 250 
[20] A950 200f 384 236 3-10 200f 400 57 200f 400 57 50 
 A1100 200f 384 236 3-10 200f 400 57 200f 400 57 50 
 A1150 200f 384 236 3-10 200f 400 57 200f 400 57 50 
 B2 200f 466 628 2-10 200f 400 57 200f 400 57 50 





Reference Beam designation Adesive Soffit plate Loading  
Vexp 
(kN) 



















[10] C 8500g 2.0j G-P 11.722 161 4.76 152 203 914 2438 55.4 
 D 8500g 2.0j G-P 11.722 161 4.76 151 203 914 2438 59.6 
 G 8500g 2.0j G-P 10.343 184 4.19 152 0 914 2438 62.9 
 I 8500g 2.0j C/G-P 27.58 319 4.06 150 203 914 2438 50.6 
 M 8500g 2.0j C-P 117.905 1489 1.27 152 0 914 2438 72.1 
[11] B2 11560h 2.0 G-P 49 1078 1.2 80 20 300 900 17.0 
 B4 11560h 2.0 G-P 49 1078 1.6 60 20 300 900 17.5 
 B6 11560h 2.0 C-P 118.5 987 1.2 80 20 300 900 20.4 
[12] 1Au 11560 2.0 C-P 111 1273 0.5 90 20n 300 900 19.8 
 1Bu 11560 2.0 C-P 111 1273 0.7 65 20n 300 900 18.3 
 1B2u 11560 2.0 C-P 111 1273 0.7 65 20n 300 900 18.2 
 1Cu 11560 2.0 C-P 111 1273 1.0 45 20n 300 900 16.0 
 2Bu 11560 2.0 C-P 111 1273 0.7 65 20n 340 900 17.0 
 2Cu 11560 2.0 C-P 111 1273 1.0 45 20n 340 900 17.8 
[13] B1u,1.0 8600 2.0 C-P 111 1414 0.82 67 20 300 900 18.3 
 B2u,1.0 8600 2.0 C-P 111 1414 0.82 67 20 300 900 16.0 
 B1u,2.3 8600 2.0 C-P 115 1284 1.28 90 40 844 2200 50.2 
[14] DF.2 7200 ― C-W 240 3500 0.167 (2)m 75 50 500 1500 60.3 
 DF.3 7200 ― C-W 240 3500 0.167 (3)m 75 50 500 1500 60.0 
 DF.4 7200 ― C-W 240 3500 0.167 (4)m 75 50 500 1500 62.8 
[15] AF3 7200i ― C-W 240 3500 0.167 (2)m 75 100 500 1500 48.3 
 CF2-1 7200i ― C-W 240 3500 0.167 (2)m 75 100 500 1500 52.4 
 CF3-1 7200i ― C-W 240 3500 0.167 (2)m 75 100 500 1500 59.1 
 CF4-1 7200i ― C-W 240 3500 0.167 (2)m 75 100 500 1500 70.1 
[16] VR5 8500g ― C-W 230 3400 0.11 (4)m 120 75 783 2350 51.1 
 VR6 8500g ― C-W 230 3400 0.11 (4)m 120 75 783 2350 50.3 
 VR7 8500g ― C-W 230 3400 0.11 (7)m 120 75 783 2350 62.1 
 VR8 8500g ― C-W 230 3400 0.11 (7)m 120 75 783 2350 62.0 
 VR9 8500g ― C-W 230 3400 0.11 (10)m 120 75 783 2350 64.8 
 VR10 8500g ― C-W 230 3400 0.11 (10)m 120 75 783 2350 68.5 
[17] P2 8500g 1.0 C-P 150 2400 1.2 100 200 933 2800 68.0 
 P3 8500g 1.0 C-P 150 2400 1.2 100 200 933 2800 71.1 
 P4 8500g 1.0 C-P 150 2400 2.4 100 200 933 2800 78.0 
 P5 8500g 1.0 C-P 150 2400 2.4 100 200 933 2800 79.5 
[18] 2 3260 0.37 G-W 19.723 259 1.32 150 350 500 1500 53.0 
 6 3260 0.37 G-W 19.723 259 1.32 150 200 500 1500 63.1 
 7 3260 0.37 G-W 19.723 259 1.32 150 350 500 1500 53.9 
[19] A3 2000 ― C-W 230 3400 0.165 (3)m 150 0 1065p 2130 86.1 
 A8 2000 ― C-W 230 3400 0.165 (6)m 75 0 1065p 2130 98.2 
 C2 2000 ― C-W 230 3400 0.165 (3)m 150 0 1065p 2130 79.3 
[20] A950 12800 1.5 C-P 181 3140 1.2 80 190 440 1330 28.1 
 A1100 12800 1.5 C-P 181 3140 1.2 80 115 440 1330 28.7 
 A1150 12800 1.5 C-P 181 3140 1.2 80 90 440 1330 29.5 
 B2 12800 1.5 C-P 181 3140 1.2 80 115 440 1330 65.1 











Reference Beam designation Concrete beam       















[23] B 205 455 400 55 35.0 43.8c 27983d 3.1e 
[11] B3 100 100 84 16 42.4b 53.0 34000 3.5e 
[24] SB1 200 300 252° 48a 51.2b 64.0 33845d 3.8e 
 SB2 200 300 252° 48a 52.0b 65.0 34109d 3.8e 
 SB3 200 300 252° 48a 52.0b 65.0 34109d 3.8e 
 MB1 200 300 252° 48a 56.0b 70.0 35396d 4.0e 
 HB1 200 300 252° 48a 56.0b 70.0 35396d 4.0e 
 FB1 200 300 252° 48a 51.2b 64.0 33845d 3.8e 




Reference Beam designation Reinforcement          





















[23] B 200f 456 1013 2-25.4 200f 456 253 200f 456 253 150 
[11] B3 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 50 
[24] SB1 200f 527 402 2-16 200f 527 402 200f 527 157 75 
 SB2 200f 527 402 2-16 200f 527 402 200f 527 157 75 
 SB3 200f 527 402 2-16 200f 527 402 200f 527 157 75 
 MB1 200f 527 402 2-16 200f 527 402 200f 527 157 75 
 HB1 200f 527 402 2-16 200f 527 402 200f 527 157 75 
 FB1 200f 527 402 2-16 200f 527 402 200f 527 157 75 
Tabella 3.11-database: crisi dovuta a debonding interfacciale 
 
 
Reference Beam designation Adesive Soffit Plate     Loading  Vexp(KN) 



















[23] B 8500g 1.5 G-P 37.23 400 6.0 152 155 1983 4575 125.0 
[11] B3 11560h 2.0 G-P 49 1078 1.2 30 20 300 900 12.3 
[24] SB1 8500g 2.1 C-P 155 2400 1.4 120 150 1300 3600 71.4 
 SB2 8500g 2.4 C-P 155 2400 1.4 120 200 1300 3600 75.5 
 SB3 8500g 3.0 C-P 155 2400 1.4 120 300 1300 3600 7.9 
 MB1 8500g 2.4 C-P 210 2400 1.4 120 150 1300 3600 79.6 
 HB1 8500g 2.1 C-P 300 1400 1.4 100 150 1300 3600 80.1 
 FB1 8500g 0.4 C-W 95 1800 2.4 150 150 1300 3600 74.4 














In questo capitolo è stata presentata una grande e affidabile base di 
dati relativa a prove su travi in c.a. semplicemente appoggiate e 
rinforzate all’intradosso con materiali compositi a matrice polimerica 
valutando le prestazioni di tutti e 12 i modelli di resistenza al 
debonding esaminati nel capitolo precedente. Possono essere tratte le 
seguenti conclusioni: 
1. Delle due modalità distinte di crisi all’estremità della lastra, 
quella con separazione del rivestimento in calcestruzzo è molto 
più comune rispetto al debonding interfacciale. Ulteriori studi 
dovrebbero essere effettuati per determinare le circostanze sotto 
cui si determina questa seconda modalità. 
2. Dei 12 modelli di resistenza al debonding, quelli di Ohelers, 
Ziraba e al., Jansze, Raoof e Zhang e Raoof e Hassanen sono i 
più accurati. Sorprendentemente, tutti tranne quello di Raoof e 
Hassanen sono sati sviluppati per rinforzi in acciaio, e perfino il 
modello di Raoof e Hassanen è stato ricavato da quello di 
Raoof e Zhang per rinforzi in acciaio. Tutti i modelli sviluppati 
per rinforzi in FRP danno previsioni più mediocri. Queste 
conclusioni rimangono fondamentalmente invariate se si 
analizzano i dati relativi alla sola separazione del rivestimento 
in calcestruzzo o alle altre modalità di debonding considerate. 
3. Dei tre approcci impiegati per lo sviluppo dei modelli di 
resistenza al debonding, quelli basati sulla resistenza a taglio 
appaiono più affidabili, seguiti dai modelli del dente in 
calcestruzzo, con i modelli basati sullo sforzo interfacciale che 
offrono meno certezze. Tuttavia i modelli di Saadatmanesh e 
Malek e Tumialan e al. forniscono previsioni più sicure per 




4. Soltanto il modello di Oelhers può essere usato direttamente 
nella progettazione in  quanto fornisce previsioni sicure anche 
se eccessivamente conservative. Tutti gli altri modelli non 
forniscono un sufficiente grado di sicurezza per un uso diretto 
nella progettazione. 
5. L’interazione tra la forza di taglio e il momento flettente 
all’estremità della lastra incluso nel modello di Oehlers non 
sembra esistere finora per le travi rinforzate in FRP 
(analizzeremo meglio questo aspetto nel capitolo successivo), 
almeno secondo i dati sperimentali disponibili. Sulla base di 
questa osservazione, è stato illustrato un semplice nuovo 
modello modificando quello di Oehlers, superiore a quelli 
attuali nel fornire sicure e esatte previsioni per l’uso 
progettuale. Questo nuovo modello si presta a una diretta 
applicazione nella progettazione, e può essere facilmente 
incluso nei vari codici nazionali. 
 
Reference Beam designation Concrete beam       















[12] 2Au 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
 3Au 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
 3Bu 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
 3Cu 100 100 84 16 47.3b 59.1 39900 4.2 
[25] B7 75 150 131° 22° 37.0 46.3c 28772d 3.2e 
[18] 4 150 250 205 45 36.2b 45.3 28474d 3.45 
 5 150 250 205 45 40.6b 50.8 30154d 3.4e 













Reference Beam designation Concrete beam          





















[12] 2Au 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 3Au 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 3Bu 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
 3Cu 215 350 85 3-6 215 350 57 215 350 14 51 
[25] B7 200f 190 14 2-3 200f 470 151 200f 190 14 60 
[18] 4 231 537 157 2-10 231 537 157 231 537 157 100 
 5 231 537 157 2-10 231 537 157 231 537 157 100 




Reference Beam designation Adesive  Soffit Plate     Loading  Vexp(KN) 



















[12] 2Au 11560 2.0 C-P 111 1273 0.5 90 20h 340 900 19.3 
 3Au 11560 2.0 C-P 111 1273 0.5 90 20h 400 900 19.5 
 3Bu 11560 2.0 C-P 111 1273 0.7 65 20h 400 900 17.3 
 3Cu 11560 2.0 C-P 111 1273 1.0 45 20h 400 900 15.4 
[25] B7 10250 2.5 C-P 150 2400 1.2 50 10 650 1500 12.5 
[18] 4 3260 0.37 G-W 19.723 259 1.32 150 200 500 1500 65.4 
 5 3260 0.37 G-W 19.723 259 2.64 150 50 500 1500 79.4 




Reference Beam designation Concrete beam       















[38] 1B 200 200 152 48 54.8 68.5a 34500 3.9b 
 1C 200 200 152 48 54.8 68.5a 34500 3.9b 
 2B 200 200 152 48 54.8 68.5a 34500 3.9b 
 2C 200 200 152 48 54.8 68.5a 34500 3.9b 
 2D 200 200 152 48 54.8 68.5a 34500 3.9b 
 3B 200 200 152 48 54.8 68.5a 34500 3.9b 
 3C 200 200 152 48 54.8 68.5a 34500 3.9b 
 3D 200 200 152 48 54.8 68.5a 34500 3.9b 




Reference Beam designation 
Concrete 
beam          





















[38] 1B 200 410 143 2-9.5 200 410 143 200 410 143 102 
 1C 200 410 143 2-9.5 200 410 143 200 410 143 102 
 2B 200 410 253 2-12.7 200 410 143 200 410 143 102 
 2C 200 410 253 2-12.7 200 410 143 200 410 143 102 
 2D 200 410 253 2-12.7 200 410 143 200 410 143 102 
 3B 200 410 396 2-15.9 200 410 143 200 410 143 102 
 3C 200 410 396 2-15.9 200 410 143 200 410 143 102 
 3D 200 410 396 2-15.9 200 410 143 200 410 143 102 






Reference Beam designation Adesive Soffit Plate     Loading  Vexp(KN) 



















[38] 1B 8500c 2.0d C-P 138 2206 0.45 200 1 914 2742 40.1 
 1C 8500c 2.0d C-P 138 2206 0.45 200 1 914 2742 35.6 
 2B 8500c 2.0d C-P 138 2206 0.45 200 1 914 2742 49.0 
 2C 8500c 2.0d C-P 138 2206 0.45 200 1 914 2742 35.6 
 2D 8500c 2.0d C-P 138 2206 0.45 200 1 914 2742 40.1 
 3B 8500c 2.0d C-P 138 2206 0.45 200 1 914 2742 54.5 
 3C 8500c 2.0d C-P 138 2206 0.45 200 1 914 2742 54.1 
 3D 8500c 2.0d C-P 138 2206 0.45 200 1 914 2742 54.3 
Tabella 3.18-database: deboniding interfacciale di fine lastra (crisi nell’adesivo)




Definizione di un modello di interazione 
 
4.1 Osservazioni su risultati di tipo sperimentale 
Estenderemo ora le analisi effettuate nei capitoli precedenti in maniera 
tale da potere arrivare ad illustrare un modello di livello superiore 
rispetto a quelli già esaminati che tenga in conto dell’interazione 
taglio-momento all’estremità di una lastra in materiale composito a 
matrice polimerica.   
Con il progredire della ricerca sono stati intrapresi degli studi 
sperimentali che hanno portato a concludere la significativa 
interazione tra il momento e il taglio all'estremità della lastra 
sostenendo che questa interazione dovrebbe essere considerata in un 
modello di previsione della resistenza al debonding. Il carico di 
debonding all'estremità di una lastra sotto una combinazione arbitraria 
di taglio-momento può allora essere previsto usando una curva di 
interazione. Dovrebbe essere notato che la capacità di un modello di 
occuparsi delle combinazioni arbitrarie di taglio-momento è molto 
importante per le applicazioni pratiche: mentre l’estremità di una 
lastra, incollata all’intradosso di una trave semplicemente appoggiata, 
può essere posta vicino agli appoggi per minimizzare il momento, 
all’estremità di una lastra legata ad una trave continua sono possibili 
differenti combinazioni di taglio-momento in funzione delle varie 
combinazioni di carico. 
Per potere arrivare a definire il nostro modello di interazione, che 
possa interpretare i differenti meccanismi di crisi dovuti al debonding 
che possono instaurarsi all’estremità del rinforzo, dobbiamo prima 
fare alcune considerazioni tratte da una serie di osservazioni 
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sperimentali. Per non appesantire eccessivamente la trattazione 
forniremo solamente una serie di dati essenziali alla comprensione 
dell’analisi sperimentale prestando più attenzione ai risultati ottenuti, 
rimandando per un ulteriore approfondimento ai riferimenti 
bibliografici che verranno forniti.  
Il programma sperimentale è costituto da una serie di prove su travi in 
c.a. semplicemente appoggiate rinforzate all’intradosso da lastre in 
FRP o acciaio. Le dimensioni delle travi sono le seguenti: 1700 
millimetri di lunghezza, 150 millimetri di larghezza e 250 millimetri 
di altezza, con una distanza tra gli appoggi di 1500 millimetri. 
L’armatura è costituita da: due barre da 10 millimetri sia nella regione 
compressa che in quella tesa con staffe da 10 millimetri aventi passo 
100 millimetri, tranne che in una trave che è costituita da soltanto tre 
staffe, disposte alle due estremità ed in mezzeria, come mostrato in 
figura 4.1. Per esaminare l’effetto del rivestimento due travi 
presentano  
 
Figura 4.1-geometria delle travi 
 
un rivestimento di 10 mm e 50 mm rispettivamente, mentre le altre 
travi presentano un rivestimento di 30 millimetri. 
La lunghezza della lastra di intradosso è la stessa per tutte le travi, 
essendo  pari a 850 millimetri, mentre la larghezza varia tra 50 e 148 
millimetri. Per esaminare l'influenza della rigidità flessionale della 
trave rinforzata, sono state utilizzate lastre costituite da vari materiali 
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come acciaio, CFRP e GFRP. Le lastre in FRP includono quelle 
pultruse del tipo CFRP e quelle realizzate con la tecnica del wet lay-
up del tipo CFRP/GFRP. 
Per potere arrivare a considerare una interazione taglio-momento in 
una prima fase verranno considerati due casi estremi: (a) debonding 
dovuto a flessione pura (o semplicemente "flexural debonding") di 
un'estremità della lastra situata in una zona di momento puro; (b) 
debonding dovuto a taglio puro (o semplicemente "shear debonding") 
di un'estremità della lastra sottoposta ad una sforzo elevato di taglio 
ma a bassi o nulli valori del momento (per esempio un'estremità della 
lastra vicino all’appoggio di una trave semplicemente appoggiata). 
          
 
 
Figura 4.3-disposizione delle travi 
 
Figura 4.2-prova di flessione a 
quattro punti 
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A tal fine le nostre considerazioni si basano sui risultati che possono 
ottenersi da due tipiche prove di flessione a cui possono essere 
sottoposte le travi e che denoteremo come prova A e prova B. La 
prova A è una prova a flessione a quattro punti, mentre la prova B è 
una prova a flessione a tre punti. Esse hanno rispettivamente lo scopo 
di mettere in evidenza il denbondig flessionale e quello dovuto al 
taglio. L’estremità della lastra nella prova A è posizionata nella 
regione di momento costante, mentre nella prova B termina in 
prossimità degli appoggi in cui il momento e pressoché nullo. La 
figura 4.3 mostra le disposizioni utilizzate per tutte le travi. Prima di 
effettuare la prova A con l’utilizzo di morsetti (G-clamps) si è 
provveduto a far in modo che la fessurazione non si propaghi vicino 
agli appoggi. 
In genere in tutte le prove di flessione a quattro punti il debonding si è 
verificato nella modalità con separazione del rivestimento in 
calcestruzzo, ed inizia in prossimità dell’estremità intermedia della 
lastra per propagarsi nella regione di mezzeria. Inoltre, le travi in cui 
la larghezza del rinforzo è inferiore a quella della trave hanno 
evidenziato una modalità di debonding leggermente differente che 
negli altri casi. In queste travi in prossimità dell’estremità intermedia 
si evidenzia inizialmente il debonding interfacciale all’estremità della 
lastra che si  
 
 
Figura 4.4-crisi con separazine del rivestimento in calcestruzzo nel test A 
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propaga verso la mezzeria a cui è accompagnata con l’incremento del 
carico la separazione del rivestimento in calcestruzzo. 
Le prime fessure sono di  tipo flessionale e compaiono nella regione 
non rinforzata di momento costante. Incrementando il carico, la prima 
fessura si propaga in altezza lungo la trave verso la zona compressa, 
mentre nuove fessure si creano sia nella regione di momento costante 
che tra l’appoggio e il carico applicato. In tutte le travi con rinforzo di 
larghezza pari all’intradosso delle stesse, quando il carico applicato 
eccede del 60% il carico di crisi per debonding si viene a formare una 
crepa orizzontale in prossimità del livello dell’armatura d’acciaio 
vicino all’estremità della lastra, oppure la prima fessura formatasi si 
estende lungo l’orizzontale. Aumentando ulteriormente il carico, la 
crepa orizzontale continua a propagarsi verso la mezzeria.  
La figura 4.4 illustra il processo tipico di crisi per quelle travi in cui il 
rinforzo ha larghezza pari all’intradosso delle stesse, dalla formazione  
 
Figura 4.5-meccanismo di crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo 
 
iniziale delle fessure alla formazione della crepa orizzontale che porta 
al debonding, nella figura tali fessure sono state segnate con i valori 
del carico nelle corrispondenti fasi di caricamento. 
Il meccanismo di crisi con separazione del rivestimento in 
calcestruzzo può essere ricapitolato come segue: quando una fessura 
inclinata si forma vicino all’estremità della lastra ma nella regione non 
rinforzata, il rivestimento in calcestruzzo con la lastra costituiscono 
un’unica “lastra composita” legata all’armatura d’acciaio come 
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mostrato in figura 4.5. La fessura inclinata inoltre conduce ad una 
grande riduzione della rigidità flessionale della trave nei pressi 
dell’estremità della lastra, con conseguente grande aumento della 
curvatura. La spessa “lastra composita" sotto un così grande aumento 
di curvatura causa elevati sforzi interfacciali con l’armatura di 
rinforzo, quando tali sforzi raggiungono valori critici si verifica la 
crisi per debonding.  
Tale sommaria descrizione del meccanismo di crisi ha delle importanti 
implicazioni. In primo luogo, mentre il debonding all’estremità della 
lastra è collegato strettamente agli alti sforzi interfacciali fra la lastra e 
il calcestruzzo, in questo caso dipendono più direttamente dagli sforzi 
interfacciali fra la “lastra composita" e l’armatura. In secondo luogo, 
ci si può aspettare che il taglio ultimo nella trave originale in c.a., 
specialmente per quanto riguarda il contributo del calcestruzzo, sia il 
fattore più importante che detta la modalità di debonding di estremità, 
poiché la crisi nella trave rinforzata è indotta apparentemente da una 
fessura da taglio in prossimità dell’estremità della lastra dovuta agli 
alti sforzi interfacciali tra la “lastra composita” e l’armatura di 
rinforzo. In terzo luogo, il carico che porta al debonding può essere 
significativamente incrementato da misure di rinforzo a taglio, quali 
l’uso di FRP U jacketes, in quanto tali misure trattengono l’apertura 
delle fessure così come la separazione della “piastra composita”. 
Nella prova a flessione a tre punti in genere oltre alla modalità con 
separazione del rivestimento in calcestruzzo altre modalità di 
debonding possono risconrarsi: intermediate crack (IC), critical 
diagonal crack (CDC) (vicino all’estremità della lastra, ma all’interno 
della sezione rinforzata). 
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Figura 4.6-crisi nella modalità IC  
Soffermandoci ora sulle ultime due modalità, per quano riguarda il 
primo meccanismo il debonding può verificarsi in seguito ad una 
fessura dovuta a elevate sollecitazioni flessionali o derivanti 
dall’interazione con con il taglio che si propaga dalla regione ad 
elevato momento verso l’estremità della lastra (fig.4.6). Questa 
modalità di crisi è definita come debonding interfacciale indotto da 
una crepa intermedia (o semplicemente IC debonding). 
Figura 4.7-meccanismo di crisi dovuto IC debonding 
 
Il debonding scaturisce da una vecchia crepa nella regione di massimo 
momento. All’aumentare del carico, il debonding si propaga verso il 
l’estremità della lastra di rinforzo d’intradosso, portando alla crisi 
finale. 
Tale crisi è più duttile della crisi con separazione del rivestimento in 
calcestruzzo e tutto il processo può essere solitamente osservato 
durante la prova. 
La crisi del tipo CDC è indotta dalla formazione di una grossa fessura 
dovuta al taglio che interseca la lastra vicino ad un'estremità della 
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stessa. Dalle osservazioni sperimentali si ricava che all’aumentare del 
carico, questa fessura si propaga dal rinforzo al punto di applicazione 
del carico inclinandosi gradualmente. Questa fessura è definita come 
critical diagonal crack (CDC) (fig.4.8) e conduce al debonding nella 
regione di estremità della lastra ed al conseguente collasso della trave 
che viene a spezzarsi in due parti lungo la fessura da taglio. 
Il taglio all’estremità della lastra in corrispondenza al picco del carico 
si pensa sia all’incirca simile alla resistenza a taglio della trave senza 
il contributo delle staffe. 
 
 
Figura 4.8-CDC debonding 
 
Ricapitolando pertanto le osservazioni a cui siamo giunti si ha che: in 
tutte le prove di flessione a quattro punti (flexural debonding tests) la 
crisi si è verificata con separazione del rivestimento in calcestruzzo. 
La fessura che porta a debonding inizia in prossimità o all’estremità 
della lastra e si propaga verso la mezzeria. La crisi finale avviene con 
separazione del rivestimento in calcestruzzo governata dagli sforzi 
interfacciali fra l’armatura d'acciaio e "la lastra composita" costituita 
dalla lastra incollata e dal rivestimento in calcestruzzo. Mentre la trave 
si deforma, questi sforzi interfacciali aumentano continuamente fino a 
raggiungere valori critici, se la larghezza della lastra è piccola rispetto 
alla larghezza della trave, allora il debonding estremità viene  
regolato dagli alti sforzi interfacciali tra la lastra in FRP e il solo 
calcestruzzo. 
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Importante come si deduce dalle osservazioni sperimentali è che 
all’aumentare della rigidezza del rinforzo e dello spessore del 
copriferro il carico che porta a debonding si riduce. 
 
Figura 4.9-meccanismo di crisi del tipo CDC debonding 
 
Tre modalità di crisi sono state osservate nelle prove di flessione a tre 
punti (shear debonding tests): (1) crisi con separazione del 
rivestimento in calcestruzzo; (2) intermediate crack che induce 
debonding (IC debonding) che si presenta in genere nelle travi con più 
piccola rigidità assiale per unità di larghezza e con più piccola 
larghezza rispettivamente; (3) critical diagonal crack (CDC). Soltanto 
le crisi di tipo (1) e (3) sono modalità di crisi di debonding di 
estremità, e in entrambi i casi la crisi avviene in seguito allo sviluppo 
di una crepa da taglio. La resistenza a taglio del calcestruzzo nella 
trave definisce il limite più basso al carico che porta a debonding e la 
resistenza supplementare può venire fornita dalla lastra e 
dall’armatura a taglio. Nella crisi con separazione del rivestimento in 
calcestruzzo, la resistenza supplementare a taglio fornita dall’armatura 
dipende dalla capacità della lastra di deformarsi compatibilmente con 
la trave. Come nel caso di flexural debonding, il fattore critico che 
detta il carico di debonding che porta a crisi sono gli sforzi 
interfacciali fra l’armatura d'acciaio e, se la lastra è sufficientemente 
larga "la lastra composita" composta dalla lastra e dal rivestimento in 
Capitolo 4  
 
105 
calcestruzzo, o dagli sforzi interfacciali fra il calcestruzzo e la lastra se 
quest’ultima ha larghezza sufficientemente ridotta rispetto alla trave. 
 
4.2 Osservazioni preliminari sui modelli proposti 
In base alle osservazioni precedenti possiamo ora passare alla 
illustrazione analitica del nostro modello di interazione, trattando 
come sempre dapprima il caso di una lastra con l’estremità situata in 
una regione di momento flettente puro e successivamente il caso di 
una lastra la cui estremità è situata in una regione con elevate 
sollecitazioni taglianti e bassi valori del momento.  
 
4.2.1 Flexural debonding: modello proposto da J.G. Teng e J.Yao 
Sulla base delle considerazioni relative a risulati di tipo sperimentali 
effettuate precedentemente, i fattori significativi che governano la 
crisi per flexural debonding possono essere dedotti come segue: la 
lastra incollata è costretta a deformarsi per seguire la trave in c.a; 
questa azione induce sforzi interfacciali tra la lastra la trave e tra 
l’armatura d'acciaio e il rivestimento in calcestruzzo; se la lastra di 
FRP è sufficiente larga rispetto alla trave, il flexural debonding si 
presenta lungo la seconda interfaccia quando viene raggiunto il limite 
di resistenza indotti dall’azione flessionale; le rigidità assiali e 
flessionali della sezione fessurata in c.a. e della lastra incollata sono 
parametri importanti che determinano l’intensità degli sforzi 
all’interfaccia; importante risulta essere anche lo spessore del 
rivestimento in calcestruzzo. 
Ancora, importante è il rapporto fra la larghezza della lastra e la trave 
in c.a. poichè interessa direttamente gli sforzi interfacciali fra la lastra 
ed il calcestruzzo e determina se sia critico il debonding interfacciale 
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all’estremità della lastra anziché la modalità con separazione del 
rivestimento in calcestruzzo. Sulla base di queste considerazioni si è 
arrivati a definire con il supporto di risultati di tipo sperimentali il 
seguente modello [4] di previsione per il flexural debonding di 











M Mα α α= ≤                                                  (60) 
 





























≤                                                                       (63) 
 
 
Figura 4.10-confronto teorico-sperimentale per il modello di J.G.Teng e J Yao 
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dove (EI)c,p e (EI)c,0 sono le rigidità flessionale della sezione fessurata 
con e senza la lastra d’intradosso, Eptp è la rigidità assiale per unità di 
larghezza della lastra, de è l’altezza utile della trave e Mu,0 è il 
momento ultimo teorico della sezione non rinforzata che inoltre è il 
limite superiore del momento di debonding flexural. È evidente che 
αflex riflette l'effetto del contributo della lastra d’intradosso alla rigidità  
flessionale della sezione fessurata, αaxial rappresenta il rapporto tra le 
rigidità assiali mentre αw riflette l'effetto del rapporto tra le larghezze. 
La limitazione imposta al rapporto di larghezza riflette la limitazione 
dei dati di prova. Questi parametri riflettono indirettamente gli effetti 
di parecchi altri parametri. Per esempio, gli effetti della resistenza del 
calcestruzzo e del rapporto geometrico di armatura sono inclusi 
nell'espressione del momento ultimo teorico della sezione non 
rinforzata Mu,0. Gli indici dei confronti teorico sperimentali forniscono 
risultati soddisfacenti. Quindi l’Eq. (60) è una rappresentazione 
accurata di questi risultati sperimentali come si può vedere in figura 
4.10 ed è applicabile sia a travi con rinforzi in acciaio che a travi con 
rinforzi in FRP. 
 
4.2.2 Shear debonding: modello proposto da J.G. Teng e J.Yao 
Se l'estremità di una lastra d’intradosso è sottoposta ad una forza di 
taglio con bassi o nulli valori del momento flettente, allora il 
debonding è dovuto solamente a tale forza (shear debonding). Il 
modello di resistenza qui proposto estende il lavoro di Oehlers ed al. 
[25] per includere il contributo dell’armatura a taglio. 
La forza di taglio che porta al debonding è data dai seguenti contributi 
che portano a proporre il seguente modello: 
 
, ,db s c p v e sV V V Vε= + +                                                                  (64) 




dove Vc, Vp e ,v e sVε  sono i contributi di resistenza offerti dal 
calcestruzzo, dalla lastra d’intradosso e dell’armatura a taglio con Vs 
definita da: 
 
/s sv sv e vV A E d s=                                                                         (65) 
 
dove Asv, Esv e sv sono la sezione trasversale totale dei due bracci di 
ogni staffa, il modulo elastico ed il passo longitudinale delle staffe. In 
Eq. (64), εv,e è la deformazione nelle staffe. Per le previsioni di Vc+Vp, 
viene adottato il modello di Oehlers ed al.[25]. 
Per quanto riguarda εv,e l’espressione migliore derivante da risultati di 
tipo sperimentale risulta 
 




ε α α α α=                                                                (66) 
 
dove αflex e αw sono forniti dalle equazioni (61) e (63), mentre gli altri 















α ⎛ ⎞= ⎜ ⎟⎝ ⎠                                                                               (68) 
 
l’Eq. (66) è in buon accordo con questi risultati sperimentali. 
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4.3 Modelli presenti nella letteratura 
Sulla base di una serie di dati sperimentali è stato effettuato un 
controllo teorico sperimentale di una serie di modelli individuati nella 
letteratura tecnica e dei due modelli di J.G. Teng e J.Yao. 
 
4.3.1 Modello di Smith e Teng 
Per travi in c.a. in cui la crisi avviene per debonding di estremità in 
particolare nella modalità con separazione del rivestimento in 
calcestruzzo, sono stati effettuati molti studi che hanno condotto ad 
una varietà di modelli di resistenza [1] e [2]. Di questi modelli quello 
di Teng e Smith [2] è risulta essere il più semplice e fornisce i risultati 
più attendibili. E’ definito dalla seguente espressione: 
 
, 1.5db s cV V=                                                                               (69) 
 
dove Vc è la capacità a taglio della trave senza il contributo 
dell’armatura calcolato usando l’equazione presa dal codice 
australiano per le strutture in cemento armato [N4]: 
 
( )1/31.4
2000c c e s c
deV b d fρ⎛ ⎞= − ′⎜ ⎟⎝ ⎠                                                  (70) 
 
dove è richiesto che (1.4-de/2000)≥ 1.1, bc è la larghezza della sezione 
e fc' è la resistenza a compressione cilindrica del calcestruzzo in MPa. 
Questa equazione è stata usata da Oehlers [23] per predire la crisi a 
shear debonding nelle travi in c.a. rinforzate con lastre in acciaio. 
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4.3.2 Modello ACI 440 
Le previsioni fornite dal codice ACI 440 [N6] non fanno differenza 
fra le varie modalità di debonding e viene fornito un limite alla 
deformazione assiale nel rinforzo in FRP per evitare crisi di 
debonding. 
 
4.3.3 Modello di Colotti e al. 
Colotti ed al. [26] hanno proposto un modello per predire i carichi e le 
modalità di crisi delle travi in c.a. rinforzati esternamente con lastre 
basato sull’analogia delle travature reticolari. In questo modello, 
quattro espressioni differenti sono date, rispettivamente, per quattro 
modalità di crisi: (1) crisi per debonding della lastra; (2) crisi a taglio; 
(3) crisi nel calcestruzzo; (4) rottura della lastra. Il carico di crisi è 
dato dal valore minimo fornito dalle quattro espressioni. 
Tuttavia, tale modello presenta alcune imperfezioni: (1) il carico 
ultimo nella modalità di crisi per debonding della lastra è calcolato 
ipotizzando che le staffe raggiungano lo snervamento, la qual cosa 
non è verificata nelle prove sperimentali effettuate; (2) non è valido 
per le travi senza rinforzo a taglio, poichè in questo caso il modello 
conduce a V=0; (3) la modalità di crisi prevista in molti casi non 
coincide con i risultati sperimentali; (4) è previsto un incollaggio 
perfetto tra la lastra e il calcestruzzo. Ciò porta ad inficiare 
significativamente l'affidabilità del modello. 
 
4.3.4 Modello di Oehlers e al. 
Oehlers ed altri [25] hanno proposto un modello per determinare la 
resistenza a debonding di travi rinforzate che giungono a crisi nella 
modalità CDC debonding. Deve essere notato che Oehlers ed altri 
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hanno considerato tutti le modalità di crisi per debonding di fine lastra 
con l'estremità della stessa situata fuori dalla regione di momento 
flettente puro come crisi di debonding del tipo CDC. Per le travi 
rinforzate semplicemente appoggiate sottoposte a carichi concentrati, 
questo modello risulta definito dalle seguenti due espressioni: 
 
( )2 2 2c tef ct p pcrack v ps psb f f m AV a x d F dd⎛ ⎞= + + +⎜ ⎟⎝ ⎠                             (71) 
2




F P xV f b d f f f
f b d d
⎛ ⎞+⎛ ⎞ ⎛ ⎞⎜ ⎟= ′ + × +⎜ ⎟ ⎜ ⎟⎜ ⎟′ ⎝ ⎠⎝ ⎠ ⎝ ⎠
              (72) 
 
dove Vcrack è la forza di taglio che porta alla formazione della fessura 
diagonale; Vslide è la forza di taglio che causa lo slittamento della 
fessura diagonale; x definisce la posizione della fessura; ftef è tensione 
efficace a trazione del calcestruzzo; Ap è la sezione trasversale della 
lastra; Fps la forza di precompressione; dps è la posizione della forza di 
precompressione; Paxial è la forza assiale massima nella lastra che è 
limitata dalla capacità di resistenza al debonding del tipo IC e capacità 
ultima della lastra; f1, f2, f3 sono parametri legati rispettivamente alla 
resistenza cilindrica a compressione del calcestruzzo, l’altezza della 
trave ed alla percentuale di armatura. 
Quando Vcrack=Vslide viene raggiunto il limite che porta a CDC 
debonding. Da tenere presente che per la determinazione di x deve 
essere adottato un metodo iterativo. 
 
4.3.5 Modello di Gao e al. 
Più recentemente, Gao ed al. [27] hanno proposto un modello per 
determinare la capacità di carico per travi in c.a. con rinforzi in FRP 
per crisi del tipo con separazione del rivestimento in calcestruzzo. Il 
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metodo proposto è così complicato che è improbabile possa essere 
accettato per un uso progettuale, inoltre alcuni dei parametri non sono 
stati definiti chiaramente. Il modello prevede che gli sforzi 
interfacciali fra il rivestimento in calcestruzzo e l’armatura d’acciaio 
siano inversamente proporzionali allo spessore del rivestimento, ciò 
risulta essere in disaccordo con le osservazioni sperimentali fatte. Di 
conseguenza, questo modello non verrà più preso in considerazione 
nello studio attuale. 
 
4.4 Confronti teorico-sperimentali 
Le previsioni sia del modello J.G. Teng e J.Yao e dei quattro modelli 
individuati nella letteratura vengono confrontati nelle figure 4.11-4.15. 
In figura 4.11 i risultati di 46 prove sperimentali vengono confrontati 
con le previsioni dell’Eq. (64) dove la capacità di resistenza a taglio 
della trave (Vc+Vp) è data dal contributo di resistenza del calcestruzzo 
e della lastra determinati usando il modello di Oehelers e al. [25] e 
[27]. È evidente che i risultati delle prove sono in perfetto accordo con 
le previsioni, anche se le Eq. (64), (65) e (66) sono basate soltanto sui 
risultati di otto prove. 
Il modello di Teng e Smith (Eqs. (69) e (70)) è paragonato ai risultati 
sperimentali in fig. 4.12. Chiaramente, questo modello fornisce 
previsioni alquanto caute. 
Nella figura 4.13, sono disponibili i risultati delle prove paragonati 
alle previsioni del modello ACI 440 [N6]. 
Le previsioni del modello di Colotti ed al. [26] vengono fornite in fig. 
4.14. 
La forza di taglio che porta a debonding Vdb,s prevista usando il 
modello di Oehlers ed al. [25] e [28] viene confrontata con i risultati 
sperimentali in fig. 4.15. 




Dai tali confronti, possono essere tratte le seguenti conclusioni: 
(1) il modello del Teng e Smith è quello maggiormente cauto e più  
Figura 4.12-confronto teorico-
sperimentale : modello di Smith e Teng         
Figura-4.11-confronto teorico-sperimentale: 
modello di J.G.Teng e J.Yao 
Figura 4.14-confronto teorico-
sperimentale: modello di Colotti e al.  
Figura 4.13-confronto teorico-sperimentale: 
modello ACI 440      
Figura 4.13-confronto teorico-sperimentale: 
modello di Oehlers e al.      
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semplice, mentre il modello di Colotti ed al. è complesso e 
sopravvaluta considerevolmente la capacità di carico delle travi in 
molti casi (particolarmente per quelle travi di dimensioni comuni). 
Similmente al modello di Colotti ed al., il modello di ACI 440 
sopravvaluta la capacità di carico, anche se è un modello più semplice. 
 
(2) le modalità di crisi previste dal modello di Colotti ed al. sono 
spesso differenti dalle osservazioni sperimentali, mentre la vasta 
maggioranza di travi è andata in crisi per schiacciamento del 
calcestruzzo compresso prima di raggiungere la deformazione di 
debonding prevista usando il modello ACI 440, perciò l'affidabilità di 
entrambi i modelli è discutibile. 
 
(3) il modello di Oehlers ed al. fornisce risultati sperimentali 
ragionevoli ed è cauto per la maggior parte delle prove (34 su 46). Gli 
svantaggi di questo modello sono: (a) il meccanismo di crisi ipotizzato 
non sempre in accordo con quello osservato nelle prove; (b) deve 
essere usato un metodo iterativo che rende i calcoli complicati; (c) il 
contributo di Vp è veramente piccolo, ciò significa che in questo 
modello la resistenza è dovuta principalmente alla resistenza a taglio 
del calcestruzzo nella trave in cemento armato. Tale modello permette 
una previsione un po' più esatta di questa resistenza a taglio offerta dal 
calcestruzzo nella trave rispetto al modello di Teng e Smith [2]. 
 
(4) il modello proposto da J.G. Teng e J.Yao conduce a risultati che 
si accostano meglio con i risultati sperimentali rispetto ai modelli 
esaminati ed è inoltre semplice usare. Importante è che tale modello è 
basato sul corretto meccanismo di crisi e collega il carico di shear 
debonding con la resistenza a taglio della trave in c.a. 
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(5) è chiaro che l’armatura a taglio dà un contributo importante al 
processo ed al carico di shear debonding. Quando è usata una piccola 
quantità di armatura a taglio, il meccanismo di CDC debonding è più 
probabile che accada e la lastra di intradosso può condurre ad un  
aumento del carico di debonding. Quando invece aumenta il 
quantitativo di armatura a taglio, è più probabile la separazione del 
rivestimento in calcestruzzo. Il contributo dell’armatura a taglio risulta 
essere piccolo per travi di dimensioni ridotte, ma diventa più grande 
quando le dimensioni della trave diventano più realistiche. 
 
 
Figura 4.16-contributo dell’armatura a taglio alla resistenza a debonding 
 
Figura 4.17-confronto teorico-sperimentale: modello proposto da J.G.Teng e J.Yao 
trascurando Vp e Vc definito dai codici nazionali 
 
Sulla dase dei risultati sperimentali forniti nelle figure 4.11-4.16 per  
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una pratica applicazione del modello di J.G.Teng e J.Yao per il shear 
debonding, l’espressione di Vc (eq. 64) può essere sostituita dalle 
corrispondenti espressioni dei relativi codici nazionali per strutture in 
calcestruzzo, mentre Vp può essere ignorata. Queste semplificazioni 
eliminano il processo iterativo del modello di Zhang e del modello di 
Oehlers ed al. e rendono le previsioni più caute per la maggior parte 
dei risultati come indicato nella figura 4.17. Le formule usate per Vc 
nella fig. 4.17, tranne quella del codice australiano (Eq. (70)), sono 
elencate qui sotto. 
 
Dal codice di ACI [ 5 ], 
 




ρ⎛ ⎞= ′ + ⎜ ⎟⎝ ⎠                                                (73) 
 







c e c e e
V A f
b d b d d
⎛ ⎞ ⎛ ⎞ ⎛ ⎞= ⎜ ⎟ ⎜ ⎟ ⎜ ⎟⎝ ⎠⎝ ⎠ ⎝ ⎠
                                    (74) 
 
dove 100As/(bcde) non dovrebbe essere preso più grande di 3.0, 
(400/de)1/4 non dovrebbe essere preso inferiore a 0.67 per gli elementi 
senza rinforzo a taglio e inferiore a 1.0 per gli elementi con armatura a 
taglio che forniscono una resistenza a taglio di progetto ≥ 0.4 N/mm2 
ed il fcu non dovrebbe essere preso inferiore a 25 o maggiore a 40 MPa 
 
4.5 Modelli di interazione taglio-momento 
La crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo di una trave 
in c.a. rinforzata con un lastra incollata all’intradosso si pensa sia 
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legata agli alti sforzi interfacciali nei pressi dell’estremità della lastra 
fra il calcestruzzo e la lastra, o fra l’armatura d’acciaio e la “lastra 
composita” costituita dal rivestimento in calcestruzzo e la lastra 
incollata. Questi sforzi interfacciali sono direttamente collegati con la 
forza di taglio ed il momento flettente nella trave all'estremità della 
lastra.  Naturalmente è facile prevedere che la crisi possa avvenire 
nelle regioni in cui sono elevate le sollecitazioni dovute al taglio o al 
momento. Questa interazione fra il taglio e il momento all’estremità 
della lastra viene presa in considerazione da Oehlers per travi 
rinforzate con lastre d’acciaio [3]. Per travi con rinforzi in  FRP, 
Smith e Teng [2] hanno proposto la seguente equazione di interazione 




0.4 1.0db end db end
db s db f
V M
V M
+ =        se , ,0.6db end db sV V≥                          (75) 
, ,db end db fM M= , se , ,0.6db end db sV V<  
 
dove Vdb,end e Mdb,end sono la forza di taglio ed il momento 
all’estremità della lastra che porta a debonding. 
Per esaminare l'effetto di interazione tra taglio e momento, uno 
schema di interazione è indicato nella figura 4.18, dove i valori 
sperimentali del momento flettente e della forza di taglio sono 
normalizzati rispettivamente con il momento di debonding 
relativamente a debonding flexural puro Mdb,f, e con la forza di taglio a 











Figura 4.18-confronto teorico-sperimentale: curva di interazione bilineare 
 
Nella fig. 4.18, la curva bilineare di interazione indicata con una linea 
continua è quella proposta da Smith e da Teng [29]. Il momento di 
debonding Mdb,f  è stato calcolato mediante l’equazione 60 relativa al 




Figura 4.19-confronto teorico-sperimentale: curva di interazione circolare 
 
In figura 4.19 viene proposta la curva circolare di interazione (linea 
continua), in termini di carichi di debonding normalizzati, definita 
dalla seguente equazione che offre risultati migliori del rapporto 
bilineare di Smith e di Teng [29]: 
 






1.0db end db end
db s db f
V M
V M
⎛ ⎞⎛ ⎞ + =⎜ ⎟⎜ ⎟⎜ ⎟ ⎜ ⎟⎝ ⎠ ⎝ ⎠
                                                      (76) 
 
Nell’utilizzare le previsioni dei risulati sperimentali utilizzando 
l’equazione 76 il momento di debonding dovuto a sollecitazioni di 
tipo flessionale (the flexural debonding moment) Mdb,f per ogni trave è 
stato ricavato utilizzando l’eq. 60, mentre Vdb,s è stat dedotto 
dall’espressione 76. 
Le figure 4.18-4.19 rivelano chiaramente l'interazione significativa fra 
il momento e il taglio nella crisi per debonding di estremità della lastra 
in una trave in CA con rinforzi in  FRP e la curva circolare di 
interazione fornisce una rappresentazione migliore dei risultati 
sperimentali rispetto alla curva bilineare per questi risultati 
sperimentali. Inoltre in fig 4.19, è indicata una curva di interazione 
circolare tratteggiata, la linea tratteggiata è stata ottenuta 
semplicemente moltiplicando le previsioni dell’Eq. (76) per un fattore 
di riduzione pari a 0.85, che fornisce previsione più caute e può essere 
utilizzata per ogni combinazione di taglio e momento. 





Da una attenta analisi dei risultati derivanti da prove sperimentali 
siamo arrivati a individuare i meccanismi che si instaurano 
all’estremità del rinforzo in FRP, proponendo dapprima una serie di 
modelli realizzati da vari studiosi che interpretano alcuni di questi 
meccanismi quali il debonding interfacciale all’estremità del rinforzo 
e la crisi con separazione del rivestimento in calcestruzzo, abbiamo 
valutato i punti di forza e le debolezze di ciascun modello arrivando 
alla fine a proporre un modello che abbiamo definito “new model” 
realizzato S.T. Smith e J.G. Teng [1] che ha il vantaggio di poter 
essere incluso in qualsiasi codice normativo internazionale in quanto 
molto intuitivo e di facile applicazione e che lega il meccanismo di 
crisi all’estremità del rinforzo alla capacità di resistenza a taglio della 
trave. 
Naturalmente all’estremità del rinforzo possono instaurarsi 
meccanismi di crisi molto più complessi e pertanto abbiamo spinto la 
nostra analisi oltre, andando ad individuare un modello di interazione 
che tenga in considerazione tutti i possibili meccanismi che possono 
portare al collasso il nostro elemento strutturale. 
Anche in questo caso si è cercato di proporre un modello previsionale 
semplice e razionale arrivando ad individuare il modello di J.G. Teng 
e J. Yao  In questo modello, si affrontano dapprima  i due casi estremi 
di un’estremità della lastra situata in una regione di momento costante 
(debonding flexural) e di un'estremità della lastra situata in una 
regione di taglio puro o con momento trascurabile (shear debonding). 
Il caso generale viene trattato come un’interazione di queste due 
situazioni estreme. Il modello proposto riflette bene sia il contributo 
dell’armatura a taglio sia il contributo della lastra e offre risultati 
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attendibili con i dati sperimentali. Nel quadro generale del modello 
proposto da J.G. Teng e J. Yao, per migliorare l’esattezza delle 
previsioni possono essere realizzati perfezionamenti futuri del 
modello quando saranno disponibili maggiori risultati derivanti da 
prove sperimentali e/o previsioni numeriche. Il modello mette in 
relazione il carico debonding alla capacità di resistenza a taglio della 
trave ed a un certo numero di parametri ben definito e anch’esso può 
essere incorporato facilmente in tutti i codici e linee guida di 
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